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RESUMO
SOUSA, Kleiton de Morais. VALIDAÇÃO DE MODELO TÉRMICO E ELÉTRICO DE MOTOR
DE INDUÇÃO EMPREGANDO REDES DE BRAGG EM FIBRA ÓTICA. 122 f. Dissertação – Pro-
grama de Pós-graduação em Engenharia Elétrica, Universidade Tecnológica Federal do Paraná.
Pato Branco, 2011.
Este trabalho tem como objetivo validar modelos elétrico e térmico de um motor de indução tri-
fásico, utilizando redes de Bragg em fibra ótica (FBG) como elemento sensor. São apresentados
dois modelos elétricos do motor de indução que contemplam as perdas magnéticas para uma
frequência fixa, obtidos a partir do modelo clássico sob o eixo de referência qd0. As perdas no
ferro são representadas por resistências localizadas em paralelo à indutância de magnetização
para o primeiro modelo e em paralelo às indutâncias de dispersão do estator e de magnetização
para o segundo modelo. O circuito térmico equivalente é representado por impedância (con-
dutividade e capacitância) térmica associada ao rotor e estator. Para a realização dos ensaios
no motor foi elaborado um arranjo experimental que permite a medição dos valores elétricos,
térmicos e mecânicos simultâneamente. Para a medição de temperatura utilizou-se oito sen-
sores a fibra ótica quase-distribuídos e multiplexados. A instrumentação do motor possibilita
a determinação do comportamento térmico da máquina desde a partida até a temperatura em
regime. Durante os ensaios foram inseridas oscilações na tensão de alimentação do motor que
ocasionaram oscilações de temperatura na ordem de 0,5oC no estator do motor. Os ensaios
realizados permitiram ainda a separação da contribuição das perdas mecânicas e eletromagné-
ticas na elevação de temperatura do motor. Os resultados da simulação do modelo elétrico do
motor apresentam uma diferença de 3,6% para a corrente de entrada do motor e 0,1% para a
velocidade e potência de saída quando comparados aos valores nominais do motor. A partir
do modelo elétrico do motor de indução é possível determinar as perdas elétricas, mecânicas e
perdas no ferro do motor. Os resultados da simulação do modelo térmico apresentam uma dife-
rença máxima de 0,75oC durante o transitório, sendo que os valores de temperatura em regime
simulado e experimental convergiram para o mesmo valor. A técnica de instrumentação opto-
eletrônica associada ao arranjo experimental utilizado no trabalho possibilitou a determinação
da elevação de temperatura referente as perdas mecânicas do motor.
Palavras-chave: Motor de indução trifásico, modelo termoelétrico, instrumentação optoeletrô-
nica, redes de Bragg em fibra ótica, simulação de motores de indução.
ABSTRACT
SOUSA, Kleiton de Morais. Thermal and Electrical Model Validation of Induction Motor
Using Fiber Bragg Grating. 122 f. Dissertação – Programa de Pós-graduação em Engenharia
Elétrica, Universidade Tecnológica Federal do Paraná. Pato Branco, 2011.
This work aims to validate electrical and thermal models of a three phase induction motor using
fiber Bragg gratings (FBG) as the sensing element. Two electrical models considering the mag-
netic losses for a fixed frequency, from the well-known model in the arbitrary reference frame
qd0 is presented in this work. The iron losses are represented by a resistance in parallel to the
magnetizing inductance for the first model and parallel to the stator leakage and magnetization
inductance for the second model. The equivalent thermal circuit is represented by a thermal
conductivity and a thermal capacitance associated to the stator and rotor. For motor tests rea-
lization an experimental arrangement is developed. The experimental arrangement allows the
measurement of electrical, thermal and mechanical values simultaneously. For the temperature
measurement was used eight fiber optic sensors quasi-distributed and multiplexed. The motor
instrumentation allows determine the motor thermal behavior from the start until the tempera-
ture regime. During the tests oscillations in voltage feed was included, causing temperature
oscillations on the order of 0.5oC on the motor stator. The tests also allowed the separation of
the contribution of electromagnetic and mechanical losses in the motor temperature rise. The
simulation results of the motor electrical model show a difference of 3.6% for the motor input
current and 0.1% for output speed and power compared with motor rated values. From the
electrical model of the induction motor is possible to determine the electrical losses, iron los-
ses and mechanical losses. The optoelectronics instrumentation technique associated with the
experimental setup used in this work allows determine the temperature elevation related motor
mechanical losses.
Keywords: Three-phase induction motor, thermoelectrical model , optoelectronic instrumenta-
tion, fiber Bragg gratings, induction motors simulation .
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peratura.
λB m Comprimento de onda de Bragg.
ne f - Índice de refração efetivo de uma rede de Bragg.
Λ m Período da variação de índice em uma rede de Bragg.
ki - Vetor de onda da radiação incidente na rede de Bragg.
k f - Vetor de onda da radiação espalhada.
K - Vetor de onda da rede de Bragg.
∆n - Amplitude do índice de refração induzido no núcleo da fi-
bra.
Ω - Coeficiente de acoplamento entre as ondas copropagantes e
contrapropagates.
η(V ) - Fração de potência contido do modo contido no núcleo da
fibra.
R - Refletividade de uma rede de Bragg.
l m Comprimento da rede de Bragg.
V Hz Frequência normalizada da fibra.
nco - Índice de refração do núcleo da fibra.
ncl Índice de refração da casca da fibra.
∆k - Vetor de descasamento de fase.
k m−1 Constante de propagação.
m - Ordem de difração do feixe UV.
Λpm m Período da rede de difração da máscara de fase.
θi rad Ângulo de incidência do feixe UV sobre a máscara de fase.
θm rad Ângulo da m-ésima ordem difratada.
∆λB m Variação do comprimento de onda de Bragg.
∆ε ε Componente de deformação relativa por unidade de com-
primento.
pe - Constante foto-elástica.
p11, p12 - Componentes do tensor foto-elástico.
v - Coeficiente de Poison para a sílica.
αΛ oC −1 Coeficiente de expansão térmico da fibra ótica.
αn oC −1 Coeficiente termo ótico.
rL Ω Resistência elétrica que simboliza a carga mecânica no mo-
delo do motor de indução em regime.
Geq W/oC Condutividade térmica equivalente.
K1, K2, K3 - Constantes obtidos através da expansão em frações parciais
da função de transferência da temperatura do estator.
σ1, σ2 s−1 Polos da função de transferência da temperatura do estator.
Ka, Kb - Constantes obtidas através da aproximação por uma expo-
nencial de primeira ordem da temperatura do estator.
τ s Constante de tempo para a aproximação exponencial de pri-
meira ordem.
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1 INTRODUÇÃO
1.1 PERSPECTIVAS E MOTIVAÇÃO
O motor de indução, inventado por Nikola Tesla no ano de 1888 (TESLA, 1888), pro-
moveu uma revolução na engenharia elétrica. A evolução desse tipo de motor ocorreu de forma
bastante rápida, se tornando o principal tipo de conversor eletromecânico de energia utilizado
em aplicações industriais. Como consequência da invenção de Nikola Tesla houve um impulso
para a geração e distribuição de sistemas de energia elétrica polifásicos (BRITTAIN, 2005). A
grande utilização de motores de indução é devido as suas características de robustez, baixo custo
e fácil adaptação a diversos tipos de carga. Como exemplo de aplicação de motores de indução
pode-se destacar o uso em elevadores, esteiras, moinhos, bombas, ventiladores e compressores.
De todo o consumo energético brasileiro estima-se que 55% é referente a motores de indução.
Dos tipos de motores existentes, o motor de indução com rotor em gaiola de esquilo representa
97% do total de motores comercializados no Brasil (VENERO; HIYODO, 2008).
A modelagem de motores é uma questão importante no estudo desse tipo de máquina.
Uma das aplicações da modelagem de motores de indução é em sistemas que necessitam velo-
cidade variável utilizando técnicas de controle vetorial. Com o desenvolvimento do princípio da
orientação de campo, proposta por Blaschke em 1972 (BLASCHKE, 1972), os motores de in-
dução controlados vetorialmente passaram a ter um desempenho semelhante aos servo motores
de corrente contínua. As técnicas de controle vetorial de motores de indução tornaram-se mais
utilizadas a partir do final da década de 80, onde houve um avanço tecnológico de dispositivos
semicondutores e dipositivos micropocessados capazes de efetuar o acionamento e o controle de
motores de indução. O modelo do motor de indução é utilizado para projeto e implementação
de compensadores utilizados no controle vetorial. O modelo do motor irá fornecer os valores
de corrente, velocidade, torque e fluxo magnético necessários para realizar a realimentação do
sistema de controle durante simulações do desempenho dinâmico da máquina. Existem ainda
sistemas de controle para estimar os parâmetros do motor de indução (PACAS, 2011; AND;
LEON; GLUMINEAU, 2010; JEVREMOVIC et al., 2010).
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Outro exemplo de aplicação de modelos de motores de indução é em detecção de
falhas. Uma falha em motores de indução pode ocasionar, por exemplo, um curto circuito entre
espiras do enrolamento do estator. Qualquer falha em um motor de indução é um desequilíbrio
que se reflete nas quantidades físicas, como o torque, fluxo do entreferro e correntes do estator.
Um modelo do motor de indução pode ser utilizado para auxiliar projetistas a determinar o
instante em que ocorre uma falha, sendo identificada através da alteração de uma das variáveis
obtidas na simulação do modelo (GANDHI; CORRIGAN; PARSA, 2011). Dessa forma, o
modelo do motor de indução pode ser incorporado a sistemas de proteção, evitando prejuízos e
paradas de máquina em ambientes industriais (TALLAM et al., 2007).
O modelo mais utilizado na literatura é sob um referencial síncrono, apresentado por
Krause em 1965 (KRAUSE; THOMAS, 1965). Inicialmente são determinadas as equação que
descrevem o comportamento do motor em coordenadas trifásicas para então aplicar a transfor-
mada de Park, obtendo assim o modelo do motor em um referencial síncrono (PARK, 1929).
Essa transformação possibilita que a simulação de motores de indução seja realizada de forma
mais simples se comparada ao modelo do motor em coordenas trifásicas. A partir das equações
do motor de indução, pode-se obter um circuito elétrico equivalente. O circuito elétrico equiva-
lente é composto por indutâncias e resistências rotóricas e estatóricas, além de uma indutância
de magnetização (MATSUSE et al., 2001; PHAM-DINH; LEVI, 2001; MANNAN et al., 2002).
Para aplicações nos exemplos anteriores, controle vetorial e detecção de falhas, é ne-
cessário que o modelo descreva o comportamento do motor independente da situação de ope-
ração como, por exemplo, variações de cargas e na tensão de alimentação do motor. A maioria
dos autores considera que os parâmetros do modelo elétrico são invariantes durante a operação
do motor (LEVI, 1995; BEMIADDADI; TOUHAMI; OLIVIER, 1998). Todavia, os parâmetros
do modelo elétrico variam em função do ponto de operação do motor. Os principais parâmetros
desconsiderados na modelagem clássica é a variação de temperatura do motor, o comporta-
mento não linear do circuito magnético e fontes de alimentação não senoidais. No caso da
temperatura do motor, esta apresenta maior influência sobre os valores das resistências elétricas
do rotor e do estator do motor (PLOTKIN; STIEBLER; SCHUSTER, 2008; DURAN; FER-
NANDEZ, 2004). A norma IEEE 112 (IEEE, 2004) considera que as resistências elétricas do
motor apresentam uma variação linear com a temperatura. A resistência elétrica das fases do
estator ou rotor pode ser determinada como uma função da temperatura, utilizando um coefi-
ciente de variação da resistência elétrica. Dessa forma, a partir da elevação de temperatura do
motor é possível determinar a variação das resistências elétricas do modelo do motor.
Quanto ao modelo elétrico do motor, frequentemente as perdas no ferro não são consi-
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deradas, contemplando apenas as perdas por efeito Joule nos enrolamentos do estator e do rotor
do motor de indução (BEMIADDADI; TOUHAMI; OLIVIER, 1998). As perdas no ferro são
mais significativas no núcleo do estator, já que no rotor a frequência das correntes induzidas
são pequenas, cerca de 3% a 5% da frequência nominal do motor. Faz-se necessário incluir
no modelo as perdas no ferro do estator, por se tratar de uma potência dissipada na máquina e
consequentemente acarretando em uma elevação de temperatura. No caso do controle vetorial
de motores de indução, as perdas no ferro também apresentam uma influência sobre o desem-
penho do sistema de controle (BEMIADDADI; TOUHAMI; OLIVIER, 1998; MATSUSE et
al., 2001; MANNAN et al., 2002). Em especial, as técnicas de controle para otimização da
eficiência energética de motores de indução apresenta uma maior influência das perdas no ferro
obtidas através do modelo do motor. Com a técnica de controle de eficiência é possível obter
o ponto de máxima eficiência de motores de indução, principalmente em situações de pouca
carga (abaixo de 75% da carga nominal do motor) (SCARMIN et al., 2010).
Para o estudo do comportamento térmico do motor são utilizados modelos térmicos
equivalentes. Dos modelos apresentados na literatura, os de ordem elevada (que possuem várias
condutividades e capacitâncias térmicas) apresentam utilização por diversos autores (BOUS-
BAINE; MCCORMICK; LOW, 1995; BOGLIETTI; CAVAGNINO; STATON, 2005). Entre-
tanto, esses modelos apresentam uma elevada complexidade para determinar todos os parâme-
tros do modelo, além de requerer maior capacidade e esforço computacional para simulações
(ZHANG; DU; HABETLER, 2010). Para aplicações em que é necessário um processamento
em tempo real a utilização dos modelos de ordem superior apresenta limitações quanto ao tempo
de processamento. Outra linha de trabalho é a modelagem térmica utilizando elementos finitos.
O método de elementos finitos para determinar a elevação de temperatura em motores de indu-
ção apresenta validação através de resultados experimentais (BASTOS et al., 1997). Entretanto,
o tempo de simulação para a modelagem utilizando elementos finitos não permite a aplicação
que necessita processamento em tempo real. Parte-se então para um modelo térmico reduzido
de segunda ordem, proposto inicialmente por Vaske em 1974, composto por duas capacitâncias
térmicas associadas ao estator e ao rotor do motor (VASKE; RIGGERT, 1974). O modelo tér-
mico de segunda ordem é utilizado por outros autores para estimação da temperatura do motor
sem a utilização de sensores (PLOTKIN; STIEBLER; SCHUSTER, 2008; GAO et al., 2008;
HURST; HABETLER, 1997). A modelagem do efeito térmico em motores de indução pode
ser utilizada para projeto de novos motores, detecção de faltas durante a operação do motor e a
estimação dos parâmetros do motor durante a operação, sendo este último o propósito de estudo
deste trabalho com foco na variação das resistências elétricas do rotor e do estator. A variação
de resistências elétricas no motor de indução também altera a eficiência do motor, podendo
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ser utilizada para aplicação de controle da eficiência energética de motores de indução, como
apresentado em Scarmin et al 2010 (SCARMIN et al., 2010).
A elevação de temperatura em motores de indução é ocasionada devido às perdas na
máquina. Logo, para que se possa calcular a temperatura na máquina é necessário conhecer
as perdas do motor. As perdas no motor são divididas em perdas por efeito Joule, perdas no
ferro, perdas complementares e perdas mecânicas. Através da modelagem do motor pode-
se determinar o valor das perdas em cada parte do motor. Sendo assim, para que se possa
determinar o valor da temperatura do motor, o modelo elétrico deve contemplar todas as perdas
em um motor de indução. Dessa forma, pode-se estabelecer uma dependência entre os modelos
elétrico e térmico. Enquanto com o modelo elétrico pode-se determinar as perdas no rotor e
estator, com o modelo térmico é possível obter o valor da temperatura para estimar o valor da
resistência elétrica do rotor e do estator.
Este trabalho é desenvolvido a partir da relação entre os modelos térmico e elétrico.
São realizadas simulações que contemplem ambos os modelos, onde os resultados simulados
são validados através de resultados experimentais. São apresentados dois modelos elétricos do
motor de indução, obtidos através do modelo clássico do motor de indução sob o referencial
síncrono (LEVI, 1995; DONG; OJO, 2006). A determinação das perdas no ferro são realizadas
através de um resistor de perdas, cujo valor é definido apenas para a frequência nominal do
motor.
O modelo térmico do motor de indução apresentado neste trabalho tem como diferen-
cial a inclusão do efeito das perdas mecânicas na elevação de temperatura do motor. As perdas
mecânicas não são levadas em consideração quando são apresentados modelos térmicos do mo-
tor de indução por outros autores (BOYS; MILES, 1994; MORENO; HIDALGO; MARTINEZ,
2001). Para validação do modelo térmico são utilizados sensores a fibra ótica baseados em re-
des de Bragg, localizados no estator do motor. Em trabalhos que utilizam o modelo térmico
de segunda ordem, a validação experimental do modelo é realizada utilizando os sensores elé-
tricos, como o PT 100 ou termopares tipo J e K (MORENO; HIDALGO; MARTINEZ, 2001;
ZHANG; DU; HABETLER, 2010). Os sensores a fibra ótica utilizados neste trabalho apresen-
tam algumas características que justificam a sua aplicação para o monitoramento de temperatura
em motores de indução, tais como (MéNDEZ, 2007):
• Totalmente passivo: os sensores a fibra ótica não necessitam de alimentação elétrica,
portanto não apresentam aquecimento devido a perdas elétricas ou interferência no fun-
cionamento da máquina.
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• Tamanho reduzido: diâmetro do sensor encapsulado utilizado no trabalho é inferior a
1mm, possibilitando a medição de temperatura em locais de difícil acesso e em vários
pontos do motor;
• O sensor em rede de Bragg opera apenas em uma pequena faixa de comprimento de onda:
como consequência dessa característica é possível a multiplexação de vários sensores na
mesma fibra, operando em comprimentos de ondas diferentes;
• Imune a interferências eletromagnéticas: por utilizar luz para medição os sensores a fi-
bra ótica possuem imunidade eletromagnética, o que favorece a utilização em máquinas
elétricas.
• Pequena atenuação de sinal: com isto tem-se a opção de efetuar a leitura do sensor mesmo
em distâncias grandes pois a fibra ótica possui uma atenuação de 0,2 db/km.
Com essas características é possível um monitoramento de diversos pontos do estator
do motor de indução, caracterizando uma medição quase distribuída. Dessa forma, é possível
obter um mapeamento da temperatura ao longo do estator do motor. A utilização da instru-
mentação ótica possibilita a associação de elevação de temperatura à alterações de funciona-
mento da máquina. Pode-se determinar, através da elevação de temperatura, curto circuito entre
bobinas do estator e sobrecargas rápidas capaz de travar o eixo do motor. Essas alterações po-
dem ser detectadas rapidamente pelos sensores óticos de forma a fazer atuar dispositivos que
desliguem a máquina antes que essa venha a sofrer algum dano maior.
As redes de Bragg em fibra ótica possuem uma ampla variedade de aplicações, como
por exemplo, em monitoramento de estruturas de construção civil (estradas, pontes, edifícios,
represas) e ensaios não destrutivos (MENDES et al., 2010). Além de aplicações tradicionais
como temperatura, deformação, pressão e vibrações (KERSEY et al., 1996; CULSHAW, 2005).
Na área de engenharia elétrica, esses sensores tem sido utilizado em linhas de transmissão,
sistemas elétricos de potência, de monitoramento de temperatura em transformadores (LEE et
al., 2006; GRABARSKI; SILVA; KALINOWSKI, 2008) e medição da temperatura de junção
em dispositivos semicondutores (BAZZO et al., 2012). Em indústrias de geração de energia
elétrica as redes de Bragg em fibra ótica são utilizadas para monitoramento de temperatura ou
vibração em geradores elétricos de alta tensão, medição de temperatura em turbinas de gás e
para o monitoramento da carga mecânica sobre as pás do rotor de geradores eólicos (ECKE;
WILLSCH; BARTELT, 2009).
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1.2 OBJETIVOS
1.2.1 OBJETIVO GERAL
Este trabalho tem como objetivo geral validar modelos elétrico e térmico de um motor
de indução trifásico, utilizando redes de Bragg em fibra ótica para monitoração da temperatura
do motor.
1.2.2 OBJETIVOS ESPECÍFICOS
Para alcançar o objetivo geral do trabalho, alguns objetivos específicos foram estabe-
lecidos. São eles:
• Realizar a modelagem térmica e elétrica do motor de indução, apresentando as equações
do motor e a relação entre os dois modelos;
• Implementação de uma plataforma de ensaios que permita a medição simultânea de valo-
res elétricos, térmicos e mecânico de motores de indução.
• Desenvolver um encapsulamento para as redes de Bragg em fibra ótica, que permita a
medição de temperatura sem sofrer deformação mecânica. O encapsulamento deve ainda
fornecer uma maior resistência mecânica para a rede de Bragg;
• Apresentar procedimentos de ensaios para determinação dos parâmetros dos modelos
apresentados no trabalho;
• Validação dos modelos térmico e elétrico do motor de indução através da comparação dos
resultados experimentais e os simulados;
• Realizar a simulação do motor de indução que contemple os efeitos da variação térmica
sobre as resistências elétricas do motor;
1.3 ORGANIZAÇÃO DA DISSERTAÇÃO
Nos capítulos que compõe esta dissertação são descritos os conceitos, teorias, técnicas
de modelagem e a instrumentação empregada para validação dos modelos térmico e elétrico de
um motor de indução trifásico utilizando sensores a fibra ótica baseados em redes de Bragg.
No capítulo 2 são apresentados os modelos elétrico e térmico do motor de indução. O
modelo elétrico é obtido a partir das equações do motor em coordenadas trifásicas abc, onde é
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aplicada a transformada de Park, obtendo o modelo em coordenadas qd0. O primeiro modelo
elétrico apresentado representa o modelo clássico do motor de indução e a partir desse modelo
são inseridas as perdas no ferro de duas maneiras diferentes. Dessa forma são apresentados
dois modelos diferentes que contemplam as perdas no ferro do motor, válido apenas para a
frequência nominal do motor. Por fim, no capítulo 2, é apresentado o modelo térmico do motor
de indução. O modelo térmico utilizado neste trabalho possui duas partes, associadas ao estator
e ao rotor do motor. Cada uma das partes do modelo possui suas respectivas condutividades e
capacitâncias térmicas.
O capítulo 3 apresenta os materiais e métodos utilizados na instrumentação do motor.
São utilizados sensores de efeito Hall para aquisição dos sinais elétricos do motor e um trans-
dutor de torque para aquisição do torque mecânico do motor. A teoria sobre os sensores a fibra
ótica também é apresentada no capítulo 3, além do encapsulamento utilizado e a caracterização
de temperatura dos oito sensores utilizados para instrumentação do motor. O arranjo experimen-
tal permite a aquisição simultanea de valores elétricos (tensão e corrente), mecânicos (torque)
e de temperatura (sensores óticos). Na parte final do capítulo 3 são descritos os procedimentos
de ensaio para determinação dos modelos térmico e elétrico do motor.
No capítulo 4 são apresentados alguns resultados da instrumentação ótica aplicada ao
motor de indução, ressaltando as principais características obtidas e as potencialidades do sensor
para futuras aplicações. Nesse capítulo são realizados dois tipos de ensaios. O primeiro ensaio
consiste em apresentar a elevação de temperatura do motor de indução desde a sua partida até a
entrada em regime permanente. Ainda no primeiro ensaio são inseridos pequenos desbalanços
na tensão de alimentação do motor afim de verificar o efeito sobre a elevação de temperatura
do motor. O segundo ensaio tem por objetivo determinar a elevação de temperatura do motor,
separando a contribuição das perdas mecânicas e eletromagnéticas. A separação da elevação
de temperatura devido às perdas mecânicas e eletromagnéticas é utilizada para determinar o
modelo térmico do motor.
No capítulo 5 são apresentados os parâmetros do modelo térmico e elétrico do motor.
As simulações do modelo elétrico são apresentadas para os dois modelos que contemplam as
perdas no ferro. As simulações são realizadas com o motor a vazio e a plena carga, sendo
que os resultados de simulação são comparados com valores experimentais. Para o modelo
térmico, as simulações realizadas consistem em determinar a elevação de temperatura do motor
para a parcela de perdas mecânicas e eletromagnéticas. Por fim, são realizadas simulações
no motor de indução com a variação no valor das resistências elétricas em duas temperaturas
diferentes. Os resultados da simulação em temperaturas diferentes mostram que a velocidade
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e o rendimento do motor são os dois parâmetros que sofrem maiores alterações quando há
variação de temperatura no motor.
2 MODELOS ELÉTRICO E TÉRMICO DE MOTORES DE INDUÇÃO
Este capítulo apresenta a modelagem elétrica e térmica do motor de indução trifásico,
além de uma simulação do modelo elétrico do motor. O modelo elétrico do motor é importante
para determinar perdas elétricas, no ferro do estator e mecânicas. As perdas no estator e no rotor
da máquina acarretam uma elevação na temperatura. Essa elevação de temperatura altera os
valores de resistência elétrica do rotor e do estator fazendo com que o modelo elétrico também
sofra alteração. Observa-se com isto que os dois modelos são dependentes um do outro, o
modelo elétrico irá fornecer ao modelo térmico as potências dissipadas no estator e no rotor da
máquina e o modelo térmico fará a correção no valor das resistências a partir da elevação de
temperatura.
Para a modelagem o motor é considerado simétrico. Isso implica em enrolamentos
do estator idênticos e defasados de 120o elétricos entre si, o entreferro da máquina é constante
e a distribuição de fluxo no entreferro também é constante e senoidal. O modelo elétrico é
apresentado inicialmente desconsiderando as perdas no ferro do motor, apresentando o modelo
clássico do motor. As equações do motor são apresentadas inicialmente em um referencial
trifásico, denominado neste trabalho de coordenadas abc e, a partir desse primeiro modelo, é
obtido o modelo em um referencial síncrono dq0 (KRAUSE; THOMAS, 1965). O modelo
elétrico é apresentado na seção 5.1.
Quanto às perdas do motor de indução, podem ser classificadas em perdas nos enrola-
mentos, perdas no ferro, perdas mecânicas e perdas complementares. A descrição dessas perdas
são descritas como (YAMAZAKI; HARUISHI, 2003):
(a) Perdas nos enrolamentos (PJ): são as perdas por efeito Joule ocasionadas pelas correntes
que circulam através dos respectivos enrolamentos. São proporcionais ao quadrado da
corrente nesses enrolamentos, dessa forma:
PJ ∝ I2. (1)
(b) Perdas no ferro (Pir): são as perdas que ocorrem no ferro do núcleo do estator, divididas
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em perdas por histerese e correntes parasitas. As perdas no ferro são dependentes da
frequência e da tensão no entreferro. A tensão no etreferro é igual a tensão de entrada
menos as quedas de tensão ocasionadas pelas impedâncias dos enrolamentos estator. Para
uma frequência fixa, que é o caso deste trabalho, as perdas no ferro apresentam uma
relação quadrática com a tensão no entreferro (IONEL et al., 2007), logo:
Pir ∝V 2. (2)
(c) Perdas mecânicas: as perdas mecânicas são compostas de perdas por atrito nos rolamentos
do motor e por ventilação. As perdas mecânicas possuem dependência da velocidade do
motor.
(d) Perdas complementares (stray losses): as perdas complementares são perdas adicionais
no ferro e nos enrolamentos do estator e do rotor não inclusas nos ítens (a) e (b). Essas
perdas são ocasionadas pelo fluxo de magnetização no entreferro e as pulsações em alta
frequência desse fluxo (BOYS; MILES, 1994). As perdas complementares apresentam
uma dependência da carga e da corrente do estator. As perdas complementares represen-
tam, em geral, menos de 1% das perdas totais dos motores de indução (GLEW, 1998).
Na Figura 1 é apresentada a distribuição das perdas do motor de indução. A potência
de entrada do estator apresenta inicialmente perdas nos enrolamentos do estator e perdas no
ferro, além das perdas complementares. A potência no entreferro, que é a potência de entrada
menos as perdas do lado do estator, é transferida para o rotor. Após a potência do entreferro
ser transferida para o lado do rotor existem ainda as perdas nos enrolamentos do rotor, onde a
potência elétrica é então convertida em mecânica. A potência convertida em mecânica apresenta
perdas suplementares do lado do rotor e perdas mecânicas. O restante da potência é então
fornecida para a carga mecânica conectada ao eixo do rotor.
As perdas mecânicas são calculadas nos modelos elétricos através da equação do tor-
que eletromagnético. Para determinação dessas perdas é obtida através de um coeficiente de
atrito viscoso que gera um torque contrário ao torque eletromagnético desenvolvido pelo motor.
O torque contrário gerado pelo atrito viscoso é considerado linear com a velocidade angular do
rotor. Já as perdas no ferro são simbolizadas por uma resistência de perdas inseridas no modelo
da máquina. Neste trabalho a resistência de perdas no ferro é considerada fixa, uma vez que
o motor é modelado apenas para a frequência nominal. As perdas complementares não são
contempladas pelos modelos apresentados neste trabalho.
Neste capítulo são apresentados ao todo três modelos elétricos. O primeiro deles é o
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Figura 1: Representação das perdas no motor de indução.
modelo clássico, que considera apenas as perdas por efeito Joule no rotor e estator da máquina
(KRAUSE; THOMAS, 1965). O modelo clássico também é conhecido por modelo T (SLE-
MON, 1989). O segundo modelo traz uma resistência em paralelo ao indutor de magnetização
do primeiro modelo para determinar as perdas no ferro (LEVI, 1995). No terceiro modelo utili-
zado, a resistência de perdas no ferro é colocada logo após a resistência do estator, em paralelo
com a indutância de dispersão do estator e a indutância de magnetização (DONG; OJO, 2006).
Esse terceiro modelo apresenta uma inserção da resistência de perdas no ferro similar a um ou-
tro modelo, denominado modelo Γ (POPESCU, 2000). Porém, no modelo Γ as indutâncias do
estator e de magnetização são agrupadas em uma única variável (SLEMON, 1989).
2.1 MODELAGEM DO MOTOR DE INDUÇÃO EM COORDENADAS TRIFÁSICAS
Para a modelagem do motor será considerada a Figura 2, que representa os enrola-
mentos do motor de indução trifásico com dois polos (KRAUSE; WASYNCZUK; SUDHOFF,
2002). Na Figura 3 é apresentada a representação simbólica dos enrolamentos do rotor e estator.
O subscrito r denota as variáveis referentes ao rotor. Da mesma forma o subscrito s é utilizado
para denotar as variáveis do estator. As fases do motor são identificadas com as letras a, b e
c. Os enrolamentos do estator possuem Ns espiras e uma resistência rs por fase. De maneira
semelhante o rotor apresenta Nr espiras e uma resistência rr por fase. Ainda na Figura 3, θr(t)
representa o ângulo entre rotor e estator, sendo este ângulo variável no tempo devido à diferença
na velocidade entre rotor e o campo do estator (KRAUSE; THOMAS, 1965). Neste trabalho,
os valores de resistências e indutâncias do rotor são referidos para o lado do estator.
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Figura 2: Motor de indução simétrico trifásico de dois polos.
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Figura 3: Representação simbólica do motor de indução.
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As equações de tensão da máquina são escritas como (KRAUSE; THOMAS, 1965):
vabcs[V] = rs[Ω]iabcs[A]+
dφabcs[Wb]
dt
(3a)
vabcr[V] = rr[Ω]iabcr[A]+
dφabcr[Wb]
dt
(3b)
os vetores de tensão vabc, de corrente iabc e de fluxo magnético do estator φabc são matrizes na
forma:
fabc =

fa
fb
fc
 (4)
a matriz de fluxo magnético do estator φabcs e do rotor φabcr apresentam o formato (KRAUSE;
WASYNCZUK; SUDHOFF, 2002):[
φabcs
φabcr
]
=
[
Ls Lsr
(Lsr)T Lr
][
iabcs
iabcr
]
(5)
as matrizes de indutâncias Lr e Ls representam as indutâncias de rotor e estator, respectiva-
mente, e a matriz Lsr representa a indutância mútua entre rotor e estator e a sua forma trans-
posta é escrita como LTsr. As matrizes Lr e Ls possuem a forma (KRAUSE; WASYNCZUK;
SUDHOFF, 2002):
Lr =

Llr+Lms −12Lms −12Lms
−12Lms Llr+Lms −12Lms
−12Lms −12Lms Llr+Lms
 (6a)
Ls =

Lls+Lms −12Lms −12Lms
−12Lms Lls+Lms −12Lms
−12Lms −12Lms −12Lms
 (6b)
o termo Lls+ Lms representa a indutância de uma fase do estator, constituída pela soma da
indutância de dispersão e da indutância de magnetização. A indutância −12Lms representa a
indutância mútua entre as bobinas do estator. A mesma definição é válida para a matriz de
indutância do rotor. Pelo fato de os parâmetros do rotor estarem referidos ao estator, a indu-
tância mútua entre as bobinas do rotor e entre as bobinas do estator são idênticas (KRAUSE;
THOMAS, 1965).
A matriz Lsr possui valores que são dependentes da posição do rotor em relação ao
estator, sendo uma variável do ângulo θr(t) identificado na Figura 3. A amplitude da matriz de
indutância mútua, valor da indutância mútua quando θr = 0, é igual a Lsr. Pode-se então definir
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essa matriz na forma (KRAUSE; THOMAS, 1965):
Lsr = Lsr

cos(θr(t)) cos
(
θr(t)+ 2pi3
)
cos
(
θr(t)− 2pi3
)
cos
(
θr(t)− 2pi3
)
cos(θr(t)) cos
(
θr(t)+ 2pi3
)
cos
(
θr(t)+ 2pi3
)
cos
(
θr(t)− 2pi3
)
cos(θr(t))
 (7)
Esses parâmetros apresentam a dependência do ângulo θr, tornando as equações da
máquina complexas, o que acarreta um tempo de simulação longo. Por esse motivo as equações
(3a) e (3b) são pouco utilizadas para análise de motores de indução. A seção 2.2 apresenta uma
simplificação para as equações da máquina através da transformada de Park (PARK, 1929).
2.2 MODELO DO MOTOR DE INDUÇÃO EM EIXO DE REFERÊNCIA ARBITRÁRIO
Nesta seção é apresentado o modelo do motor em eixo de referência arbitrário. Para
tanto é utilizada a matriz de transformação de Park. Essa é uma transformação linear que ao ser
aplicada encontra-se um conjunto de equações e variáveis hipotéticas (KRAUSE; WASYNC-
ZUK; SUDHOFF, 2002). O eixo arbitrário representa o caso mais geral desta transformação
e por este motivo é utilizado. Pode-se ainda utilizar o eixo do estator, por exemplo, sendo que
todo o equacionamento continua sendo válido, bastando apenas alterar o ângulo entre o eixo do
estator e do rotor.
Fisicamente, a transformada de Park transforma a máquina trifásica em uma máquina
bifásica com enrolamentos do estator fixos e enrolamentos do rotor pseudo-estacionários. A
Figura 4 ilustra o efeito da aplicação dessa transformada (PARK, 1929).
2.2.1 MUDANÇA DE VARIÁVEIS ATRAVÉS DA TRANSFORMADA DE PARK
A mudança de variáveis para um vetor fqd0 é dada por (PARK, 1929):
fqd0 = k fabc (8)
fqd0 é um vetor genérico, na forma:
fqd0 =

fq
fd
f0
 (9)
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Figura 4: Representação da transformada de Park aplicada ao motor de indução.
a matriz k define a transformação de Park. A transformação inversa é obtida através da expres-
são (PARK, 1929):
fabc = k−1fqd0 (10)
onde k−1 define a matriz de transformação inversa de Park.
A Figura 5 apresenta os eixos do rotor, do estator e o eixo de referência arbitrário. O
ângulo entre rotor e estator é denominado θr(t), θ(t) define o ângulo entre o eixo as do estator
e o eixo q, por fim o ângulo entre o eixo ar do rotor e o eixo q é denominado por β (t).
Eixo as
Eixo ar
β
Eixo do estator
Eixo do rotor
Eixo arbitrário
Eixo bs Eixo q
Eixo d
Eixo br
Eixo cs Eixo cr
ωr
ω
θr
θ
Figura 5: Eixo do rotor, estator e eixo de referência arbitrário.
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Com base na Figura 5, a matriz de transformação de Park para o circuito do estator é
dada por (PARK, 1929):
ks =
2
3

cos(θ(t)) cos
(
θ(t)− 2pi3
)
cos
(
θ(t)+ 2pi3
)
sen(θ(t)) sen
(
θ(t)− 2pi3
)
sen
(
θ(t)+ 2pi3
)
1
2
1
2
1
2
 (11)
A velocidade angular ω é igual a taxa de variação do ângulo θ(t). Esses dois valores são
relacionados por:
ω =
dθ(t)
dt
(12a)
θ(t) =
∫ t
0
ω(ξ )dξ +θ(t)(0) (12b)
A matriz de transformação inversa para o estator é dada por:
k−1s =

cos(θ(t)) sen(θ(t)) 1
cos
(
θ(t)− 2pi3
)
sen
(
θ(t)− 2pi3
)
1
cos
(
θ(t)+ 2pi3
)
sen
(
θ(t)+ 2pi3
)
1
 (13)
Para o rotor, a matriz de transformação de Park é dada por:
kr =
2
3

cos(β (t)) cos
(
β (t)− 2pi3
)
cos
(
β (t)+ 2pi3
)
sen(β (t)) sen
(
β (t)− 2pi3
)
sen
(
β (t)+ 2pi3
)
1
2
1
2
1
2
 (14)
essa transformada é semelhante a mostrada na expressão (11) exceto pelo ângulo β (t), que é
dado por:
β (t) = θ(t)−θ(t)r(t) (15)
A taxa de variação do ângulo θ(t)r(t) define a velocidade de rotação do rotor ωr(t). Esses dois
valores estão relacionados de forma semelhante a expressão (12).
A matriz de transformação inversa para o rotor k−1r é dada por:
k−1r =

cos(β (t)) sen(β (t)) 1
cos
(
β (t)− 2pi3
)
sen
(
β (t)− 2pi3
)
1
cos
(
β (t)+ 2pi3
)
sen
(
β (t)+ 2pi3
)
1
 (16)
A partir das matrizes de transformação ks e kr as equações (3a) e (3b) podem ser escritas em
função do eixo de referência arbitrário.
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2.2.2 EQUAÇÕES DE TENSÃO EM EIXO DE REFERÊNCIA ARBITRÁRIO
A partir da aplicação das matrizes de transformação são obtidas as equações (KRAUSE;
THOMAS, 1965):
vqd0s = ksrsk−1s iqd0s+ks
d
dt
(
k−1s φqd0s
)
(17a)
vqd0r = krrrk−1r iqd0r+kr
d
dt
(
k−1r φqd0r
)
(17b)
A multiplicação ksrsk−1s não altera o valor da matriz de resistências do estator rs de-
vido ao fato de esta ser diagonal. O mesmo é válido para a matriz de resistência rr do rotor
(KRAUSE; THOMAS, 1965).
A parcela das equações (17a) e (17b), correspondentes aos fluxos magnéticos, podem
ser escritas como sendo:
ks
d
dt
(
k−1s φqd0s
)
= ks
d
dt
(
k−1s
)
φqd0s+ksk
−1
s
d
dt
(
φqd0s
)
(18a)
kr
d
dt
(
k−1r φqd0r
)
= kr
d
dt
(
k−1r
)
φqd0r+krk
−1
r
d
dt
(
φqd0r
)
. (18b)
A derivada da matriz k−1s é dada por:
d
dt
(
k−1s
)
=
dθ(t)
dt

−senθ(t) cosθ(t) 0
−sen(θ(t)− 2pi3 ) cos(θ(t)− 2pi3 ) 0
−sen(θ(t)+ 2pi3 ) cos(θ(t)+ 2pi3 ) 0
 , (19)
multiplicando pela matriz ks e substituindo ω = dθ(t)/dt (KRAUSE; THOMAS, 1965):
ks
d
dt
(
k−1s
)
= ω

0 1 0
−1 0 0
0 0 0
 (20)
ainda, multiplicando o resultado da equação da equação (20) pela matriz de fluxo magnético
φabcs, é obtido:
ks
d
dt
(
k−1s
)
φqd0s = ω

0 1 0
−1 0 0
0 0 0


φqs
φds
φ0s
= ω

φds
−φqs
0
 . (21)
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De modo a se obter uma forma matricial pode-se definir ainda a matriz φdqs como sendo:
φdqs =

φds
−φqs
0
 (22)
Por fim, a segunda parcela do fluxo do estator é dada por:
ksk−1s
d
dt
φqd0s =
d
dt
φqd0s (23)
Para o rotor, derivando a matriz k−1r é obtido:
d
dt
(
k−1r
)
=
dβ
dt

−senβ (t) cosβ (t) 0
−sen(β (t)− 2pi3 ) cos(β (t)− 2pi3 ) 0
−sen(β (t)+ 2pi3 ) cos(β (t)+ 2pi3 ) 0
 (24)
o valor de dβ/dt pode ser calculado como:
dβ
dt
=
dθ(t)
dt
− dθ(t)r
dt
= ω−ωr (25)
o restante do desenvolvimento para o rotor segue os mesmos passos da matriz desenvolvida para
o estator. Logo, as equações de tensão em eixo de referência arbitrário são escritas como:
vqd0s = rsiqd0s+ωφdqs+
d
dt
φqd0s (26a)
vqd0r = rriqd0r+(ω−ωr)φdqr+
d
dt
φqd0r (26b)
Deve-se agora definir as transformações das equações do fluxo magnético. A partir da
aplicação das equações de transformação de Park para as matrizes de fluxo é obtido (KRAUSE;
THOMAS, 1965):[
φqd0s
φqd0r
]
=
[
ksLs (ks)−1 ksLsr (kr)−1
kr (Lsr)T (ks)−1 krLr (kr)−1
][
iqd0s
iqd0r
]
(27)
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expandindo os termos da equação (27) é obtido:
ksLs (ks)−1 =

Lls+LM 0 0
0 Lls+LM 0
0 0 Lls
 (28a)
krLr (kr)−1 =

Llr+LM 0 0
0 Llr+LM 0
0 0 Llr
 (28b)
ksLsr (kr)−1 = kr (Lsr)T (ks)−1 =

LM 0 0
0 LM 0
0 0 0
 (28c)
onde:
LM =
3
2
Lms (29)
Pode-se observar pelas equações (28) que as matrizes de indutâncias são agora matrizes
diagonais, além disso a indutância mútua entre rotor e estator deixou de ser dependente da
posição angular θ(t)r do rotor. Através da expansão das equações de tensão da máquina é
possível obter (KRAUSE; THOMAS, 1965):
vqs = rsiqs+ωφds+
dφqs
dt
(30a)
vds = rsids−ωφqs+ dφdsdt (30b)
v0s = rsi0s+
dφ0s
dt
(30c)
vqr = rriqr+(ω−ωr)φdr+
dφqr
dt
(30d)
vdr = rridr− (ω−ωr)φqr+ dφdrdt (30e)
v0r = rri0r+
dφ0r
dt
(30f)
Pela expansão das equações do fluxo magnético, a partir da equação (28) é obtido
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(KRAUSE; THOMAS, 1965):
φqs = Llsiqs+LM(iqs+ iqr) (31a)
φds = Llsids+LM(ids+ idr) (31b)
φ0s = Llsi0s (31c)
φqr = Llriqr+LM(iqs+ iqr) (31d)
φdr = Llridr+LM(ids+ idr) (31e)
φ0r = Llri0r (31f)
É possível ainda, com base nas equações (30) e (31), construir o circuito equivalente do motor
de indução. Esse circuito é apresentado na Figura 6. Esse modelo serve como ponto de partida
rs
ωφds Lls
LM
Llr
( - )r drω ω φ rr
iqriqsvqs vqr
rs
ωφqs Lls
LM
Llr
( - )r qrω ω φ rr
idsvds vdridr
rs
i0sv0s v0ri0r
rr
Lls Llr
Figura 6: Circuito equivalente em eixo de referência arbitrário.
para análise do motor. Com ele é possível determinar as perdas nos enrolamentos do rotor e do
estator, restando apenas incluir perdas magnéticas na máquina. Os trabalhos que apresentam
as perdas magnéticas no modelo da máquina utilizam inicialmente a máquina sem perdas, para
posteriormente inserir essas perdas no modelo. Essa perda é representada por um resistor va-
riável em paralelo com a indutância LM pela maioria dos autores (SOUSA et al., 1992; LEVI,
1995; PHAM-DINH; LEVI, 2001; MATSUSE et al., 2001; MANNAN et al., 2002).
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2.2.3 TORQUE ELETROMAGNÉTICO EM EIXO DE REFERÊNCIA ARBITRÁRIO
A equação de torque eletromagnético em função das variáveis da máquina é dada pela
expressão (KRAUSE; THOMAS, 1965):
Te =
(
P
2
)
(iabcs)T
∂
∂θ(t)r
(Lsr)(iabcr) (32)
onde ao ser aplicada a transformada de Park é obtida a equação do torque eletromagnético para
um eixo arbitrário (KRAUSE; THOMAS, 1965). O torque eletromagnético em função dos
fluxos do estator e do rotor é dado por:
Te =
3
2
(
P
2
)(
φdsiqs−φqsids
)
, (33)
onde P é o número de polos do motor. Pode-se ainda obter a equação do torque eletromagnético
em função das correntes:
Te =
3
2
(
P
2
)
LM
(
iqsidr− idsiqr
)
(34)
O torque eletromagnético desenvolvido pelo motor de indução será igual a soma do
torque da carga mais o torque do rotor. O torque do rotor é dividido em duas parcelas: o torque
de perdas e o torque de aceleração. O torque de perdas deve-se ao atrito e à ventilação do
motor. O torque de aceleração é ocasionado pelo momento de inércia do rotor. O torque devido
ao momento de inércia é proporcional a taxa de variação da velocidade angular do motor, por
esse motivo é denominado como torque de aceleração. Já o torque de atrito possui uma relação
linear com a velocidade angular. A Figura 7 apresenta o diagrama de corpo livre para o rotor
do motor de indução conectado a uma carga.
Inércia
Atrito
J
D
d
dt
ωr ωr
Carga
TL
2
J
P
2
D
P
Figura 7: Diagrama de corpo livre para o rotor.
Dessa forma, o torque eletromagnético será igual a:
Te = J
(
2
P
dωr
dt
)
+D
2
P
ωr+TL (35)
onde TL é o torque da carga, J o momento de inércia do rotor e D o coeficiente de atrito viscoso
do rotor. O valor do torque na carga apresentado na equação (35) é considerado uma constante.
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Alguns tipos de cargas apresentam uma variação do torque em função da velocidade como, por
exemplo, ventiladores, que possuem uma relação de torque quadrática com a rotação. Portanto,
o valor de TL pode ser substituído por uma função dependente da velocidade do motor, desde
que se conheçam as características do torque mecânico solicitado pela carga.
A equação (35) pode ser utilizada para determinar a parcela de contribuição das perdas
mecânicas sobre a potência total do motor. O torque gerado pelo momento de inércia e pelo
coeficiente de atrito viscoso caracteriza o torque de perdas do motor. A potência mecânica
é igual ao torque de perdas multiplicado pela velocidade do motor. Dessa forma, as perdas
mecânicas Pmech são calculadas por:
Pmech = ωr
(
2
P
)[
J
(
2
P
dωr
dt
)
+D
2
P
ωr
]
, (36)
em regime irá existir apenas as perdas ocasionadas pelo atrito viscoso. Na equação (36) a ener-
gia armazenada pela inércia é levada em consideração para que se possa determinar a potência
ativa instantânea durante a aceleração do motor. Vale ressaltar que ωr é a velocidade angular
elétrica do rotor obtida através da simulação do modelo elétrico do motor. Por esse motivo
nas equações de torque eletromagnético apresentadas nesta seção a velocidade ωr é sempre
multiplicada por 2/P para obter a velocidade angular mecânica.
2.2.4 SIMULAÇÃO DO MODELO ELÉTRICO DO MOTOR DE INDUÇÃO
As simulações apresentadas nesta seção tem por objetivo apresentar as relações entre
as variáveis elétricas e mecânicas do modelo do motor de indução. As equações de tensão (30) e
fluxo magnético (31), juntamente com a equação de torque eletromagnético (35) são simuladas
com os parâmetros do motor apresentados na Tabela 2. O motor possui 4 polos, conectado em ∆
e a frequência base das reatâncias é de 50 Hz. O atrito do rotor é desprezado nessa simulação. A
simulação é realizada a partir da representação do motor de indução em suas variáveis de estado.
A obtenção dessa representação é apresentada no Apêndice A. Para resolução das equações do
motor utilizou-se o método numérico Runge-Kutta de 4a ordem.
Tabela 2: Parâmetros do motor simulado.
Potência Tensão Veloc. Torque Corrente rs Xls XM Xlr rr Inércia
kW V rpm N.m A (fase) Ω Ω Ω Ω Ω kgm2
11 230 1440 79 22,5 0,305 1,35 34,56 1,57 0,314 0,05815
Fonte: (BOGLIETTI et al., 2010)
Os valores de XM, Xlr e Xls são as reatâncias de magnetização do rotor e do estator,
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respectivamente. Esse tipo de notação é utilizado devido ao fato de que, geralmente, os parâ-
metros do motor são dados em ohms, sendo resultados de ensaios. Os valores das reatâncias
são divididos por ωb, que é a frequência elétrica angular base com que os parâmetros foram
levantados.
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Figura 8: Simulações da corrente do estator na fase a, velocidade e torque do motor.
Para a simulação foi considerado que o motor parte a vazio, ou seja, com TL = 0 Nm
e após entrar em regime é feita variação da carga, passando de 0 para 79 Nm, que é o torque
nominal do motor. A variação brusca na carga é feita no instante t = 0,75 s. O momento de
inércia utilizado na simulação é igual ao valor nominal do motor. A Figura 8 mostra o resultado
da simulação do motor, apresentando a corrente de estator na fase A, a rotação do rotor e o
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torque eletromagnético desenvolvido pelo motor.
Pode-se observar pela Figura 8 que a velocidade do motor sobe desde t = 0 s até atingir
a rotação síncrona (1500 rpm em t = 0,30 s). Durante o intervalo de tempo que o motor acelera,
a corrente na fase a do estator apresenta um valor elevado, o que caracteriza a partida do motor.
O torque eletromagnético apresenta oscilações durante o intervalo de tempo em que a máquina
acelera. Esse tempo de aceleração do motor dura 0,25 s. Após este tempo a velocidade do
motor estabiliza em 1500 rpm. Nessa simulação o motor atinge a rotação síncrona porque
foram desconsideradas as perdas mecânicas da máquina, em situações reais a rotação do motor
a vazio é ligeiramente abaixo da síncrona devido à existência do atrito. Uma vez estabilizada
a velocidade, a corrente da fase a passa a ter um valor reduzido, esta corrente é chamada de
corrente de magnetização do motor. O torque eletromagnético estabiliza em 0 Nm devido ao
fato de não haver carga mecânica conectada ao motor.
No instante de tempo t = 0,75 s é realizada uma variação de carga em degrau, passando
a valer 79 Nm. Esse é o mesmo valor do torque eletromagnético gerado pelo motor. Esses dois
valores, o torque eletromagnético e o torque da carga, são iguais apenas em situações em que as
perdas mecânicas por atrito e ventilação do motor são desconsideradas. Devido ao acréscimo
de carga a rotação do motor tem uma ligeira queda, fazendo com que a corrente da fase a suba
até o seu valor nominal.
2.3 MODELO ELÉTRICO DO MOTOR DE INDUÇÃO COM PERDAS NO FERRO
2.3.1 PERDAS NO FERRO COM RESISTÊNCIA EM PARALELO AO INDUTOR DE MAG-
NETIZAÇÃO
Neste trabalho a determinação das perdas no ferro do motor é realizada através de um
resistor RFe em paralelo com a indutância de magnetização LM (LEVI, 1995). Esse modelo é
apresentado na Figura 9. Nesse modelo já são realizadas duas simplificações, uma delas é que
a tensão no rotor é igual a zero. Essa simplificação pode ser realizada quando se trabalha com
motores de indução do tipo gaiola de esquilo. A outra simplificação é a eliminação da parcela
referente ao eixo 0, já que não apresenta influência no motor de indução simétrico.
Com a inclusão da resistência RFe, o modelo apresentado na Figura 9 irá apresentar
algumas diferenças se comparado ao modelo ideal apresentado na Figura 6. A primeira delas
é que a corrente que circula pelo ramo magnetizante irá se dividir entre RFe e LM. Com isso,
o fluxo magnético devido à indutância LM deverá ter a sua parcela separada, colocada em série
com essa indutância. No circuito equivalente ideal, essa parcela é somada aos fluxos do rotor e
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vqs
rs ωL ils ds Lls Llr ωL ilr dr rr ω φr dr
RFe
LM
ωL iM dm
vqr
vds
rs ωL ils qs Lls Llr ωL ilr qr rr ω φr qr
RFe
LM
ωL iM qm
vdr
iqs iqFe iqm iqr
ids idFe idm idr
Figura 9: Modelo elétrico do motor de indução contemplando as perdas no ferro em paralelo ao
ramo de magnetização.
do estator, sendo representadas como uma única fonte dependente para cada uma das parcelas.
A corrente no ramo magnetizante irá se dividir em duas parcelas. A corrente que
circula por RFe é denominada de iqFe para o eixo q e idFe para o eixo d. De forma semelhante,
a corrente que circula por LM é denominada de iqm e idm para os respectivos eixos q e d.
As equações de tensão para o modelo da Figura 9 são dadas por:
vqs = rsiqs+
dφqs
dt
+ωφds (37a)
vds = rsids+
dφds
dt
−ωφqs (37b)
vqr = rriqr+
dφqr
dt
+(ω−ωr)φdr (37c)
vdr = rridr+
dφdr
dt
− (ω−ωr)φqr, (37d)
o conjunto de equações (37) são idênticas às equações de tensão para o motor sem as perdas no
ferro. As diferenças surgem quando escreve-se as equações de fluxo magnético. Essas equações
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são dadas por:
φqs = Llsiqs+LMiqm (38a)
φds = Llsids+LMidm (38b)
φqr = Llriqr+LMiqm (38c)
φdr = Llridr+LMidm (38d)
No modelo sem as perdas no ferro, a corrente de magnetização é dada pela soma das
correntes do estator e do rotor. Já no modelo que contempla essas perdas deve-se encontrar um
conjunto de equações adicionais para determinar a corrente que circula por LM. Essas equações
são obtidas através da análise da malha magnetizante. Portanto:
RFe
iqs+iqr−iqm︷︸︸︷
iqFe = LM
diqm
dt
+ωLMidm (39a)
RFe
ids+idr−idm︷︸︸︷
idFe = LM
didm
dt
−ωLMiqm (39b)
Outra grandeza que terá sua equação modificada devido à inserção das perdas no ferro
é a equação do torque eletromagnético. A expressão de torque obtida em (33) é escrita em
função do fluxo magnético dos eixos q e d. A partir da substituição dos fluxos da equação
(38) pode-se obter uma expressão para o torque eletromagnético quando as perdas no ferro são
consideradas. Dessa forma:
Te =
(
3
2
)(
P
2
)[
(Llsids+LMidm) iqs−
(
Llsiqs+LMiqm
)
ids
]
(40)
O modelo da Figura 9 apresenta duas variáveis a mais para serem determinadas se
comparado com o modelo da Figura 6. Essas variáveis são as correntes que circulam na indu-
tância de magnetização LM. Sem a inclusão da resistência RFe essa corrente é dada pela soma
direta das correntes do rotor e do estator.
2.3.2 PERDAS NO FERRO COM RESISTÊNCIA PARALELA ÀS INDUTÂNCIAS DO ES-
TATOR E DE MAGNETIZAÇÃO
O modelo da Figura 10 apresenta o modelo do motor de indução com a resistência
de perdas no ferro RFe em paralelo com a indutância do estator Lls e de magnetização LM.
Esse modelo apresenta uma simplificação na obtenção das equações de estado do motor se
comparado ao modelo da Figura 9.
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Figura 10: Modelo do motor de indução com perdas no ferro inseridas em paralelo a indutância
de dispersão do estator e de magnetização.
No modelo da Figura 10, a corrente de entrada do motor se divide em duas parcelas. A
primeira parcela circula pela resistência que representa as perdas no ferro RFe. A outra parcela
da corrente de entrada segue para o restante do circuito. Dessa forma:
iqs = iqFe+ i0qs (41a)
ids = idFe+ i0ds, (41b)
onde a corrente que segue para o restante do circuito é denominada i0qs e i0ds para os eixos q e
d, respectivamente.
As equações de tensão do modelo da Figura 10 são idênticas ao modelo tradicional. A
diferença aparece nas equações do fluxo magnético, já que a corrente de entrada não é igual a
corrente que circula nas indutâncias do circuito. As equações de fluxo magnético são dadas por:
φqs = Lls
(
iqs− iqFe
)
+LM
(
iqs− iqFe+ iqr
)
(42a)
φds = Lls (ids− idFe)+LM (ids− idFe+ idr) (42b)
φqr = Llr
(
iqr
)
+LM
(
iqs− iqFe+ iqr
)
(42c)
φdr = Llr (idr)+LM (ids− idFe+ idr) (42d)
o torque eletromagnético também apresenta modificações comparado ao torque no modelo con-
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vencional. O torque eletromagnético para o modelo da Figura 10 é dado por:
Te =
3
2
(
P
2
)
LM
[(
iqs− iqFe
)
idr− (ids− idFe) iqr
]
(43)
Com os modelos apresentados é possível determinar as perdas de natureza mecânica,
elétrica e no ferro. Com isso será possível determinar a elevação de temperatura do motor atra-
vés de simulações, assim obtendo um modelo termoelétrico do motor de indução. A obtenção
da representação em espaço dos modelos elétricos apresentados neste capítulo são apresentados
no Apêndice A.
2.4 MODELO TÉRMICO DO MOTOR DE INDUÇÃO
As perdas no motor ocasionam elevação de temperatura da máquina. O comporta-
mento da elevação de temperatura está relacionada com os parâmetros de condutividade e ca-
pacitância térmica do rotor e do estator do motor. Para estudo de tal comportamento faz-se
necessária uma modelagem térmica do motor. A modelagem do efeito térmico em motores de
indução pode ser utilizada para projeto de novos motores, detecção de faltas durante a operação
do motor e a estimação dos parâmetros corretos do motor durante a operação, sendo este último
o propósito de estudo deste trabalho com foco na variação das resistências elétricas do rotor e
do estator.
A condutividade térmica pode ser definida como a capacidade de transferência de ca-
lor. Quanto menor o valor da condutividade térmica, maior será a diferença de temperatura
entre o motor e o ambiente. O contrário ocorre para valores elevados de condutividade térmica.
O valor da condutividade térmica é associado a temperatura do motor em regime (BOYS; MI-
LES, 1994). A capacitânica térmica é a medida da capacidade de armazenamento de energia
em forma de calor do motor. Elevados valores de capacitância térmica irão ocasionar em um
transitório elevado na curva de elevação de temperatura do motor, o contrário ocorre para valo-
res pequenos. A capacitância térmica está associada à configuração física do motor, tamanho e
massa do motor (BOYS; MILES, 1994).
O estudo térmico do motor é feito a partir de um circuito térmico equivalente, repre-
sentado pela Figura 11. Esse modelo já foi utilizado por outros autores para simulação da
elevação de temperatura em motores e monitoração de temperatura sem a utilização de senso-
res (MORENO; HIDALGO; MARTINEZ, 2001; ZHANG; DU; HABETLER, 2010; DURAN;
FERNANDEZ, 2004; PLOTKIN; STIEBLER; SCHUSTER, 2008; GAO et al., 2008; HURST;
HABETLER, 1997). No modelo térmico Gs representa a condutividade térmica entre o estator e
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o ambiente e Gr representa a condutividade térmica entre o rotor e o ambiente. A condutividade
térmica entre o estator e o rotor é definida por Gsr, esta condutividade térmica está associada ao
entreferro presente no motor. A capacitância térmica do estator é representada porCs e do rotor
por Cr. Ainda na Figura 11, Ts representa a temperatura no estator e Tr a temperatura do rotor,
por fim Ps e Pr simbolizam as potências totais dissipadas no estator e no rotor, respectivamente.
As equações do circuito térmico são:
Ps = GsTs+Cs
dTs
dt
+Gsr(Ts−Tr) (44a)
Pr = GrTr+Cr
dTr
dt
+Gsr(Tr−Ts) (44b)
Ps PrCrGr
Gsr
Ambiente
Gs Cs
Ts Tr
Figura 11: Circuito térmico equivalente do motor de indução.
A partir da equação (44), pode-se escrever o modelo térmico do motor utilizando vari-
áveis de estado. As variáveis de estado são a temperatura no estator Ts e a temperatura no rotor
Tr. O modelo em variáveis de estado é dado por:
•[
Ts
Tr
]
=
 −Gs−GsrCs GsrCsGsr
Cr
−Gr−Gsr
Cs
[ Ts
Tr
]
+
 1Cs 0
0
1
Cr
[ Ps
Pr
]
(45)
A presença de ventilação forçada, geralmente na parte traseira em motores comerciais,
faz com que as condutividades térmicas do modelo da Figura 11 sofram alterações dependendo
da velocidade do motor (MORENO; HIDALGO; MARTINEZ, 2001). As condutividades tér-
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micas apresenta um comportamento linear com a velocidade do motor, dada pelas expressões:
Gs = Gs0(1+bsωr) (46a)
Gr = Gr0(1+brωr) (46b)
Gsr = Gsr0(1+bsrωr) (46c)
onde Gs0, Gr0 e Gsr0 representam as condutividades térmicas do estator, do rotor e entre rotor
e estator, respectivamente, quando o motor encontra-se parado. De mesma maneira, bs, br e
bsr são os coeficientes de variação da condutividade térmica para o estator, rotor e entre rotor
e estator, respectivamente. A condutividade térmica do estator apresenta a maior variação em
relação a velocidade do motor, se comparada com as demais condutividades térmicas. Em (MO-
RENO; HIDALGO; MARTINEZ, 2001) são apresentados valores para um motor de indução,
onde bs = 0,017347 s/rad, br = 0,0008 s/rad e bsr = 0,001 s/rad.
A partir da temperatura do estator e do rotor do motor, encontradas com o uso do
modelo térmico, será possível determinar a variação da resistência elétrica do circuito do estator
e rotor, aproximado através da expressão linear (MORENO; HIDALGO; MARTINEZ, 2001;
PLOTKIN; STIEBLER; SCHUSTER, 2008):
rs = rs0[1+αs(Ts−Tre f )] (47a)
rr = rr0[1+αr(Tr−Tre f )] (47b)
onde rs0 é a resistência do estator medida na temperatura de referência Tre f e rr0 a resistência do
rotor para esta mesma temperatura. Os parâmetros αs e αr são os coeficientes de temperatura
para as resistências do estator e rotor. Tais valores dependem do material utilizado, no caso
de motores de indução com rotor em curto circuito é utilizado o cobre nos enrolamentos do
estator e as barras do rotor são de alumínio. Estes materiais apresentam valores típicos de
αs = 0,00389 para o cobre e αr = 0,00375 para o alumínio. Como exemplo da variação da
resistência elétrica com a temperatura, será utilizada a resistência do estator do motor simulado
na seção 2.2.4. Nesse caso, uma variação na temperatura do estator de 16 oC fará com que o
valor da resistência elétrica passe de 0,305 Ω para 0,324 Ω. Logo, a dependência térmica das
resistências elétricas do motor é um fator a ser considerado durante a modelagem da máquina.
A equação (47) é utilizada em aplicações práticas para correção no valor das resistên-
cias elétricas devido à simplicidade na determinação dos parâmetros dessa equação. Todavia, o
comportamento da resistência elétrica não é linear para todos os valores de temperatura. A re-
sistência elétrica é função de três parâmetros: do comprimento do condutor, da seção transversal
do condutor e do valor da resistividade do material. Os dois primeiros parâmetros são dependen-
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tes apenas da geometria do condutor. Já a resistividade é característica do material do condutor.
A resistividade elétrica apresenta um comportamento exponencial com a temperatura e depen-
dente ainda de um outro parâmetro denominado energia de ativação da resistividade. O valor
da energia de ativação da resistividade apresenta variação para algumas faixas de temperatura
e depende do tipo de material. Um terceiro parâmetro, denominado de potência termoelétrica,
também apresenta influência sobre a resistência elétrica de um condutor. A potência termoelé-
trica é definida como a razão entre a diferença de potência sobre o condutor e a diferença de
temperatura entre as superfícies do condutor (SATTAR; RAHMAN, 2003).
A partir da correção no valor das resistências, pretende-se fazer uma simulação com-
pleta do motor, de acordo com o diagrama apresentado na Figura 12. Neste diagrama, as ten-
sões de alimentação do motor va, vb e vc são transformadas para dq0, sendo estas as variáveis
de entrada do modelo elétrico do motor. Esse é o mesmo modelo apresentado na seção 2.2.2
acrescido das perdas magnéticas do motor. Outra variável de entrada do modelo elétrico é o
torque da carga, representado por TL. Com a simulação do modelo elétrico será possível obter
as perdas do estator Ps e do rotor Pr, que são as variáveis de entrada do modelo térmico. A
velocidade do rotor ωr, proveniente do modelo elétrico, será utilizada para a correção no va-
lor da condutividade térmica do estator Gs. Como resultado da simulação do modelo térmico,
poderão ser estimadas as temperaturas do estator Ts, do rotor Tr e a correção do valor das resis-
tências elétricas do estator rs e rotor rr (MORENO; HIDALGO; MARTINEZ, 2001), (DURAN;
FERNANDEZ, 2004).
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Figura 12: Diagrama de blocos da simulação térmica e elétrica do motor de indução.
3 DESENVOLVIMENTO EXPERIMENTAL
Neste capítulo será apresentado o arranjo experimental utilizado para medição dos
parâmetros térmicos e elétricos do motor. O arranjo experimental consiste em sensores de
tensão e corrente de efeito Hall para aquisição dos parâmetros elétricos do motor. O torque do
motor é medido através de um transdutor de torque. Para medição de temperatura são utilizados
oito sensores óticos multiplexados em duas fibras. A teoria sobre os sensores a fibra ótica
baseados em redes de Bragg também é apresentada neste capítulo. Por fim, neste capítulo são
apresentados os ensaios realizados para determinação dos modelos térmico e elétrico do motor
de indução.
3.1 SISTEMA DE MONITORAMENTO DE GRANDEZAS TÉRMICAS E ELÉTRICAS
Na Figura 13 é apresentado o sistema desenvolvido para aquisição e monitoramento
das grandezas térmicas e elétricas do motor, onde o trajeto da fibra ótica é indicado com uma
linha tracejada. O sistema é composto por:
• sensores de tensão e corrente de efeito Hall;
• fibra ótica contendo oito sensores;
• transdutor de torque;
• amplificador universal Quantum X MX840;
• interrogador ótico modelo DI410;
• sistema de aquisição de dados via software CatmanEasy.
O motor em estudo é o Motor 1, sendo o Motor 2 utilizado para manter o Motor 1
na velocidade síncrona durante os experimentos. O Motor 2 é acionado por um inversor de
frequência modelo CFW07. Entre os eixos dos motores é utilizado um transdutor de torque
modelo T22/100, fabricado pela HBM. Esse transdutor mede um torque máximo de 100 Nm,
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Figura 13: Arranjo experimental.
com± 3% de erro. O transdutor de torque pode ser utilizado para medir o torque mecânico for-
necido pelo motor em estudo, dessa forma pode ser determinado o valor da potência mecânica
da carga através do produto do torque e da velocidade. Neste trabalho, a principal aplicação
do transdutor de torque é determinar o valor do torque de perdas do motor em estudo e, por
consequência, o valor do coeficiente de atrito viscoso do motor.
Os sensores de efeito Hall são dispostos de tal forma que é possível obter as leituras
de corrente e tensão das três fases do motor. Os sensores de tensão são do modelo LV 25-600
fabricados pela LEM e os sensores de corrente são do modelo LA 55-P, também fabricado pela
LEM. Com o sensor de tensão LV 25-600 é possível medir valores de tensão de até 600 V eficaz
e apresentam precisão de±0,8%. Já com sensor de corrente LV 55-P é possível medir correntes
de até 50 A eficaz com precisão de ±0,65%.
O amplificador universal tem por função fazer o condicionamento de sinal proveniente
dos sensores de tensão e corrente, além do sinal do transdutor de torque, convertendo o sinal
analógico destes sensores em digital. O modelo utilizado, Quantum X MX840, possui 8 canais
de entradas e uma taxa de aquisição máxima de 20 kHz. O interrogador ótico é o equipamento
que faz a leitura dos sensores em fibra ótica, convertendo para um sinal analógico que, poste-
riormente, é convertido em digital. O DI410 possui quatro canais de entrada, podendo interrogar
vários sensores multiplexados na mesma fibra com uma taxa de aquisição máxima de 1 kHz e
1 pm de resolução.
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Por fim, o software CatmanEasy da HBM faz a leitura e a aquisição do amplificador
universal e do interrogador ótico, possibilitando a leitura simultânea entre os sinais óticos e
elétricos. A comunicação com os equipamentos é feita através de protocolo TCP/IP. O programa
ainda oferece recursos de visualização dos dados após feita a medição. Pode-se configurar
diferentes taxas de aquisição dos canais dos equipamentos, sem perder a leitura simultânea.
Os resultados podem ser exportados para análise em outros programas, como por exemplo o
MATLAB. Neste trabalho são utilizadas duas taxas de aquisições diferentes, 1200 Hz para os
sensores elétricos e 200 Hz para os sensores óticos. Uma fotografia do arranjo experimental é
apresentada na Figura 14.
Motor 1
Motor 2
Interrogador
ótico
Sensores de tensão
e corrente
Amplificador
universal
Transdutor de
torque
Figura 14: Fotografia do arranjo experimental desenvolvido para aquisição de dados.
São utilizados oito sensores óticos, distribuídos simetricamente em torno do eixo do
estator, posicionados dentro das ranhuras. Com essa configuração é possível obter a distribuição
de temperatura dentro do motor. A Figura 15 apresenta o esquemático do posicionamento
dos sensores óticos, onde os pontos coloridos representam os sensores. Os sensores óticos
numerados de 1 a 4 são multiplexados em uma fibra ótica, enquanto os sensores numerados de
5 a 8 são multiplexados em outra fibra ótica.
Um detalhe do posicionamento dos sensores óticos é observado na Figura 16, onde
é apresentado a distribuição das duas fibras ótica. A cor azul indica o primeiro conjunto de
sensores multiplexados em comprimento de onda, identificados pela numeração de 1 a 4. Já os
sensores de 5 a 8 são multiplexados em comprimento de onda na segunda fibra ótica, indicada
pela cor vermelha. A curvatura que a fibra ótica fica submetida no estator do motor representa
um ponto de maior dificuldade durante a instalação dos sensores óticos. A fibra ótica não
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Figura 15: Localização dos sensores óticos no estator do motor de indução.
deve apresentar curvas acentuadas, o que pode vir a atenuar o sinal da fonte ótica emitido
pelo interrogador ótico. Além da atenuação do sinal ótico, curvaturas acentuadas podem vir a
quebrar a fibra ótica devido a pequena resistência mecânica da fibra à curvaturas. 	
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Figura 16: Detalhe do posicionamento da fibra ótica ao longo do estator do motor. A linha azul
indica a trajetória de um conjunto de sensores numerados de 1 a 4. A linha vermelha indica o
segundo conjunto de sesores, numerados de 5 a 8.
O arranjo experimental dos equipamentos apresentados nesta seção possibilita a me-
dição dos valores elétricos e térmicos da máquina em estudo, além de permitir os ensaios para
a determinação dos modelos do motor apresentados no capítulo 2. Com a medição simultânea
será possível associar transitórios de temperatura com transitórios elétricos, possibilitando, por
exemplo, verificar o efeito do desbalanceamento entre as fases do motor e a elevação de tem-
peratura na máquina. Com os dados de tensão e corrente obtidos é possível calcular os demais
parâmetros elétricos do motor, tais como potência ativa, potência aparente, fator de potência,
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eficiência e perdas do motor.
A utilização dos sensores óticos para a instrumentação do motor requer alguns cuida-
dos, como por exemplo evitar a medida cruzada de temperatura e deformação. A teoria sobre
os sensores a fibra ótica utilizados neste trabalho são apresentados na seção 3.2, além da técnica
de gravação dos sensores e do encapsulamento desenvolvido para este trabalho.
3.2 SENSORES A FIBRA ÓTICA BASEADOS EM REDES DE BRAGG
A rede de Bragg em fibra ótica, ou simplesmente FBG (Fiber Bragg Grating), em
sua forma mais simples é constituída de uma modulação periódica do índice de refração no
núcleo de uma fibra ótica, com índice efetivo denominado ne f . A alteração no índice é feita
perpendicular ao longo do eixo longitudinal da fibra, com um período Λ constante. Os planos
paralelos de maior e menor índice de refração formam uma rede de Bragg ((ERDOGAN, 1997),
(HILL; MELTZ, 1997), (RAO, 1997)), conforme apresentado na Figura 17. O comprimento de
onda próximo ao centro do espectro refletido λb, chamado de comprimento de onda de Bragg,
é dado pela equação:
λB = 2ne fΛ (48)
Cada um dos planos irá espalhar a luz confinada na fibra, se a condição de Bragg não for
satisfeita, a luz refletida em cada plano subsequente torna-se progressivamente fora de fase
e eventualmente a intensidade de luz refletida é cancelada. Quando a condição de Bragg é
satisfeita, a contribuição da luz refletida por cada plano da rede contribui construtivamente na
direção contra propagante, formando uma banda de reflexão com comprimento de onda central
definido pelos parâmetros da rede (OTHONOS, 1997).
A condição de uma FBG deve satisfazer a conservação de energia e a conservação de
momento. A conservação de energia requer que o comprimento de onda da radiação incidente
na FBG seja o mesmo da onda refletida, o que acarreta em frequências iguais. Já a condição de
conservação de momento requer que a radiação incidente ki somada ao vetor de onda da FBG
K deve ser igual ao vetor de onda da radiação espalhada k f . A partir dessas duas condições que
devem ser satisfeitas, pode-se escrever (OTHONOS, 1997):
ki+K = k f , (49)
o vetor K possui direção normal aos planos e tem módulo 2pi/Λ. O vetor de onda difratada
é igual em magnitude, mas com direção oposta ao vetor de onda incidente. Da relação da
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Figura 17: Representação de uma FBG: (a) fibra ótica contendo três FBGs e (b) espectros associa-
dos.
conservação de momento é obtido:
2
(
2pine f
λB
)
=
2pi
Λ
(50)
simplificando, encontra-se:
λB = 2ne fΛ (51)
onde ne f é o índice de refração efetivo da FBG. Os comprimentos de onda iguais ou próximos
do comprimento de onda de Bragg λB serão refletidos pela rede, como ilustrado na Figura 17.
3.2.1 REFLETIVIDADE EM REDE DE BRAGG UNIFORME
Uma FBG é dita uniforme quando apresenta uma variação em seu índice de refração
com amplitude e periodicidade Λ constante durante toda a extensão longitudinal da FBG. A
Figura 18 apresenta a característica desse tipo de FBG. Redes com esse tipo de variação apre-
sentam uma resposta acompanhada de lóbulos laterais, devido ao fim abrupto na modulação de
índice nos extremos da rede.
A resposta de uma FBG uniforme é similar ao obtido em filtros digitais quando os
53
dados são truncados. Os filtros digitais possuem métodos de minimização dos lóbulos laterais,
chamados de windowing, já no caso das FBG’s podem ser aplicados perfis de índice apodizados
que irão suavizar as bordas da resposta espectral por meio da diminuição gradual da modulação
de índice (PATERNO, 2006). A Figura 19 apresenta algumas formas de modulação de índice,
mostrando o comportamento da variação de índice ao logo da FBG.
O núcleo da fibra ótica mostrada na Figura 18 possui um índice de refração denomi-
nado n0. O perfil do índice de refração da FBG uniforme induzido no núcleo para formação de
Núcleo
Casca
FBG
Fibra ótica
Λ
Δn
n0
Variação de índice uniforme
Figura 18: Representação do índice de modulação de uma FBG uniforme.
Cosseno elevado Blackman Cosseno com compensação DC
Gaussiano Tangente hiperbólica Senoidal
Figura 19: Perfís de modulação de índice do núcleo para uma FBG típica.
Fonte: (PATERNO, 2006)
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uma rede, com direção de propagação z, pode ser escrito na forma (OTHONOS, 1997):
n(z) = n0+∆ncos
(
2piz
Λ
)
(52)
onde ∆n é a amplitude do índice de refração induzido ou, muitas vezes denominado variação do
índice de refração da FBG.
A partir da teoria de modos acoplados pode-se obter uma expressão analítica para uma
FBG uniforme, dada pela equação (LAM; GARSIDE, 1981):
R(l,λ ) =
Ω2senh2(sl)
∆k2senh2(sl)+ s2cosh2(sl)
(53)
onde R(l,λ ) é a refletividade em função do comprimento l da FBG e do comprimento de onda
λ incidido. Ω é o coeficiente de acoplamento entre as ondas copropagantes e contrapropagantes
e para uma variação senoidal da perturbação do índice de refração pode ser expresso por:
Ω=
pi∆nη(V )
λ
(54)
onde η(V ) é a fração da potência do modo contido no núcleo da fibra. Para uma FBG uni-
forme têm-se η(V )≈ 1−1/V 2, sendoV a frequência normalizada da fibra,V = (2pi/λ )a(n2co−
n2cl)
1/2, a é o raio do núcleo e nco e ncl os índices de núcleo de casca, respectivamente (OTHO-
NOS, 1997). Ainda na equação (53), ∆k representa o vetor de descasamento de fase para um
dado comprimento de onda dado por:
∆k = k− pi
λ
(55)
a constante de propagação é dada por k = 2pin0/λ . Por fim, o valor de s é definido por:
s=
√
Ω2−∆k2 (56)
No comprimento de onda central da FBG há um casamento de fase, fazendo com que ∆k= 0, e
a expressão (53) torne-se:
R(l,λ ) = tanh2(Ωl) (57)
Para largura de banda máxima e meia altura da FBG pode-se escrever uma expressão
aproximada, sendo expressa por (RUSSELL J. L. ARCHAMBAULT, 1993):
∆λ = λBα
√(
∆n
2n0
)2
+
(
Λ
l
)2
(58)
o parâmetro α assume valores próximos de 1 para redes com reflexão próxima de 100 % e 0,5
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para redes com reflexão baixa. Na Figura 20 é apresentado o espectro medido de uma FBG
gravada no Laboratório de Nanoestruturas da UTFPR - Campus Curitiba juntamente com o
espectro simulado, fazendo uso da equação (53). Os parâmetros da FBG são apresentados na
Tabela 3.
Tabela 3: Parâmetros de simulação de uma FBG.
∆n n0 η(V ) Λ l
0,3x10−3 1,460 0,30 0,528x10−6 4,1x10−3
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Figura 20: Refletividade em uma FBG uniforme
3.2.2 SISTEMA DE GRAVAÇÃO DE REDES DE BRAGG EM FIBRA ÓTICA UTILI-
ZANDO O MÉTODO DA MÁSCARA DE FASE
O processo de gravação de uma rede de Bragg é uma tarefa extremamente delicada.
A exigência de um padrão de interferência na fibra ótica inferior a 1 µm faz com que a es-
tabilidade seja a principal exigência de um sistema de gravação. Para a gravação de redes de
Bragg são utilizadas técnicas de gravação externa a fibra ótica, das quais pode-se citar a técnica
interferométrica, a máscara de fase e a técnica do ponto por ponto (OTHONOS, 1997). Nesta
seção será abordada a técnica de gravação por máscara de fase, que foi a técnica utilizada para
gravação dos sensores empregados neste trabalho. As redes foram gravadas no no Laboratório
de Nanoestruturas da Universidade Tecnológica Federal do Paraná, Campus de Curitiba.
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A técnica empregando máscara de fase consiste em um dos mais efetivos métodos para
gravação de redes de Bragg em fibra ótica (HILL et al., 1993; ANDERSON et al., 1993). Essa
técnica é muito utilizada devido à sua simplicidade, capacidade de reprodutibilidade e a redu-
zida coerência da emissão laser necessária para formar interferência. Esse método emprega um
elemento ótico difrator (máscara de fase) para modular espacialmente o feixe de um laser UV.
A máscara de fase pode ser constituída de duas maneiras, por inscrição holográfica ou inscri-
ção por varredura de feixe de elétrons, onde a inscrição é efetuada em um verniz fotossensível.
A inscrição holográfica não apresenta nenhum erro de ponto, o que ocorre frequentemente na
técnica da varredura de feixe de elétrons (ALBERT et al., 1996), sendo por esse motivo mais
utilizada. A máscara é formada por uma base de substrato de sílica polido com alta qualidade
ótica, plana e transparente. Posteriormente, a base de substrato de sílica é coberta por uma
camada metálica muito fina, na ordem de grandeza de algumas centenas de Angstroms de es-
pessura, onde o verniz fotossensível é depositado. A sílica é então gravada por ataque químico,
sendo posteriormente removida a camada metálica residual. Assim, é gravada uma rede de
difração no substrato de sílica com capacidade de difratar o feixe transmitido.
O princípio de operação é baseado na difração de um feixe incidente em várias ordens,
m= 0,±1,±2. O perfil da rede periódica de difração é constituída de tal forma que, quando um
feixe UV é incidente sobre a máscara de fase, o feixe de ordem zero difratado é suprimido para
uma parcela pequena da potência transmitida, tipicamente menos de 5% dessa potência. Além
disso, a potência nas ordens ±1 e ±2 são maximixadas, tipicamente contendo 35% da potência
transmitida. Para uma máscara com período Λpm é possível escrever a equação para um feixe
UV incidente:
Λpm =
mλe
sen
θm
2
− senθi
, (59)
onde θm é o ângulo da m-ésima ordem difratada, λe o comprimento de onda e θi o ângulo do
feixe UV incidente. Como o feixe UV incidente possui uma incidência normal à superfície da
máscara, o ângulo θi é igual a zero.
Quando o feixe apresenta uma incidência normal à superfície da máscara de fase, ape-
nas os feixes de ordens ±1 são difratadas. O padrão de interferência é então criado na fibra
pela sobreposição dos feixes de ordens ±1. O período criado pela sobreposição será metade do
período da máscara. Dessa forma, o período da rede de Bragg gravada no núcleo da fibra ótica
será dado pela expressão:
Λ=
λe
2sen
θm
2
=
Λpm
2
, (60)
a Figura 21 apresenta o esquemático do processo de inscrição de uma rede de Bragg em fibra
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ótica utilizando uma máscara de fase. A fibra ótica é colocada diretamente em contato direto ou
muito próxima, imediatamente após a máscara de fase.
Máscara de fase
Fibra ótica
Feixe UV
m=+1 m=-1
Λpm
Figura 21: Máscara de fase com representação do feixe incidente e as ordens ±1.
A simplicidade da técnica de gravação utilizando máscara de fase está no fato de em-
pregar apenas um elemento ótico. Isso se reflete em um método robusto e inerentemente estável.
Uma vez que a fibra é usualmente posicionada diretamente atrás da máscara de fase, a sensibi-
lidade a vibrações mecânicas, e por consequência problemas de estabilidade, são minimizados.
Não existe ainda o problema da coerência temporal, ao contrário da técnica interferométrica,
devido à geometria do problema (OTHONOS, 1997). A desvantagem desse método é que não
permite que diferentes comprimentos de ondas sejam gravados utilizando uma mesma máscara
de fase.
Um importante fator a ser observado durante a gravação empregando máscara de fase é
a densidade de potência demissível pela máscara, em geral limitada a 1 J/cm2 (dado informado
pelo fabricante da máscara de fase). Entretanto, esse valor é suficiente para a maior parte das
aplicações. Para gravação de redes de Bragg em fibra ótica, em geral, um único pulso de feixe
UV é suficiente (MALO et al., 1993) ou um número reduzido de pulsos (DYER; FARLEY;
GIEDL, 1996).
3.2.3 DEPENDÊNCIA TÉRMICA E MECÂNICA DE UMA FBG
O comprimento de onda de Bragg λB apresenta sensibilidade a dois parâmetros: do
índice de refração efetivo e do período da rede. A mudança de um desses dois parâmetros
provenientes de interferências externas faz com que haja um deslocamento ∆λB no valor de λB.
As alterações mecânicas e térmicas do meio são relacionadas com o deslocamento ∆λB através
da expressão:
∆λB(l,T ) = 2
(
Λ
∂ne f
∂ l
+ne f
∂Λ
∂ l
)
∆l+2
(
Λ
∂ne f
∂T
+ne f
∂Λ
∂T
)
∆T (61)
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onde l representa o comprimento da FBG e T a temperatura. A equação (61) pode ser reescrita
na forma:
∆λB(l,T ) = λB

(1−pe)∆εz︷ ︸︸ ︷(
1
ne f
∂ne f
∂ l
+
1
Λ
∂Λ
∂ l
)
∆l+
 1ne f ∂ne f∂T︸ ︷︷ ︸
αn
+
1
Λ
∂Λ
∂T︸ ︷︷ ︸
αΛ
∆T
 (62)
Ao primeiro termo da expressão (62) está associada a alteração do índice de refra-
ção efetivo da rede proveniente de uma deformação mecânica. Nessa primeira parcela, ∆εz
representa a componente de deformação relativa por unidade de comprimento e pe representa a
constante foto-elástica efetiva definida por:
pe =
n2e f
2
[p12− v(p11+ p12)] (63)
onde p11 e p12 são componentes do tensor foto-elástico e v o coeficiente de Poison para sílica
no núcleo da fibra, que apresenta os valores típicos de p11 = 0,113, p12 = 0,252 e v = 0,16.
Para uma fibra com ne f = 1,482 a equação (63) prevê uma variação ∆λB de 1,2 pm/µε .
Para o segundo termo da expressão (62), αΛ corresponde ao coeficiente de expansão
térmica da fibra com valor típico de 0,55x10−6 oC−1 para sílica. O termo αn representa o coe-
ficiente termo-ótico com valor típico de 8,6x10−6 oC−1. Pode-se observar que o valor de αn é
predominante sobre αΛ. O deslocamento no comprimento de onda possui valores típicos com-
preendidos entre 8 pm/oC a 12 pm/oC. A resposta experimental para variação de temperatura
de uma FBG é mostrada na Figura 22. Pode-ser perceber a resposta linear da FBG mediante
a variação de temperatura, o que justifica o seu uso como sensor. O coeficiente de variação
térmica efetivo, que engloba o efeito termo-ótico e o foto-elástico, é de 11,59 pm, dentro dos
valores típicos.
3.3 ENCAPSULAMENTO DA REDE DE BRAGG
Devido ao interesse apenas na medição de temperatura do motor de indução é neces-
sário minimizar as tensões mecânicas que a FBG ficará submetida. Além disto o processo de
fabricação de uma FBG faz com que haja um enfraquecimento da fibra ótica no ponto em que
a rede é gravada devido à incidência do laser ultravioleta, além da retirada do revestimento de
acrilato, que tem por função fornecer maior resistência mecânica à fibra (OTHONOS, 1997).
O encapsulamento utilizado consiste em colocar a parte da fibra ótica em que foi gra-
vada a FBG dentro de um tubo metálico de aço inoxidável com dimensões 0,6x25 mm. As
59
−10 0 10 20 30 40 50 60 70 80 901.540,5
1.541
1.541,5
1.542
1.542,5
Temperatura (oC)
C
o
m
p
ri
m
en
to
d
e
O
n
d
a
n
m
Medido
Ajuste linear
Figura 22: Comprimento de onda de uma FBG em função da variação de temperatura.
extremidades da fibra são fixadas com cola utilizada em peças automotivas a base de silicone
oxiquímico fabricado pela LOCTITE, com temperatura de operação de 204oC. Dessa maneira
a FBG permanece fixa dentro do tubo, não sofrendo deformações mecânicas devido à vibrações
decorrentes do funcionamento do motor. A representação desse encapsulamento é mostrado na
Figura 23.
25 mm
0,6 mm
FBG
Cola
Fibra ótica
Figura 23: Representação do encapsulamento aplicado a FBG.
Para a instrumentação do estator do motor foram gravados dois conjuntos de quatro
FBG’s multiplexados em cada fibra, operando em comprimento de ondas diferentes. A Figura
24 apresenta o espectro de uma das fibras contendo quatro FBG’s. Cada um dos picos do
espectro de reflexão estão relacionados a uma FBG.
Após a confecção do encapsulamento das FBG’s deve-se levantar a curva de tempera-
tura de cada uma delas. Desta forma será obtida a caracterização da FBG, podendo a partir deste
momento ser utilizada como sensor de temperatura. O fato do material utilizado no encapsu-
lamento sofrer expansão térmica não afeta o funcionamento do sensor, já que a caracterização
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Figura 24: Espectro das quatro FBG’s em uma única fibra ótica utilizada na instrumentação do
motor.
dos sensores leva em consideração esse parâmetro. A curva da variação do comprimento de
onda em função da temperatura para os quatro sensores é apresentada na Figura 25 para o pri-
meiro conjunto de sensores e na Figura 26 para o segundo conjunto. Os pontos obtidos para a
caracterização das FBG’s são unidos por um ajuste linear.
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λ = 0, 01357T + 1533, 48492 Sensor 1
λ = 0, 01381T + 1537, 09915 Sensor 2
λ = 0, 01363T + 1539, 92084 Sensor 3
λ = 0, 01402T + 1542, 85703 Sensor 4
Figura 25: Caracterização das quatro FBG’s encapsuladas no primeiro conjunto de sensores.
A caracterização dos sensores apresentados nas Figuras 25 e 26 é feita com a utilização
de um sistema de controle de temperatura baseado em um termoelemento Peltier (BAZZO et
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λ = 0.0128T + 1533.50344 Sensor 5
λ = 0.0134T + 1537.00305 Sensor 6
λ = 0.0146T + 1539.90568 Sensor 7
λ = 0.0153T + 1542.89433 Sensor 8
Figura 26: Caracterização das quatro FBG’s encapsuladas no segundo conjunto de sensores.
al., 2010). A Tabela 4 apresenta os valores do coeficiente angular, o coeficiente de correlação
e o do erro padrão obtido para o ajuste linear realizado para a caracterização de cada um dos
oito sensores. Como pode-se observar na Tabela 4, as FBG’s, mesmo encapsuladas, apresentam
um comportamento linear mediante a variação de temperatura. Essa afirmação pode ser feita
com base nos valores do coeficiente de correlação e do erro padrão dos ajustes lineares. Para o
coeficiente de correlação, todos os oito sensores apresentam valores superiores a 0,99. Para o
erro padrão, o valor máximo observado foi de 1,27552×10−4.
Tabela 4: Resultados obtidos para a caracterização dos sensores utilizados na instrumentação do
motor.
Sensor Coeficiente angular (nm/oC ) Coeficiente de correlação Erro padrão
Sensor 1 0,01357 0,99927 9,14579×10−5
Sensor 2 0,01381 0,99916 1,00366×10−4
Sensor 3 0,01363 0,99931 8,94864×10−5
Sensor 4 0,01402 0,99921 9,85886×10−5
Sensor 5 0,01280 0,99903 9,97443×10−5
Sensor 6 0,01335 0,99923 9,24375×10−5
Sensor 7 0,01460 0,99885 1,24132×10−4
Sensor 8 0,01531 0,99889 1,27552×10−4
Ao se variar a temperatura de uma FBG, quando esta é fixada a alguma superfície, a
variação do coeficiente linear apresenta alterações. Isso ocorre devido à expansão térmica do
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material em que a fibra está colada, sendo que a FBG irá sofrer deformações mecânicas devido a
expansão desse material. Antes de efetuar a colagem do encapsulamento desenvolvido, foi rea-
lizado um ensaio com o objetivo de verificar o comportamento do encapsulamento desenvolvido
quando fixado sobre uma chapa de alumínio.
O experimento foi realizado em quatro etapas: a primeira com o sensor livre (sem
estar colado a nenhuma superfície), a segunda com apenas uma das extremidades do sensor
fixada sobre a chapa, a terceira com as duas extremidades fixadas e a quarta com o sensor
completamente colado sobre a chapa. Todos os ensaios foram comparados com a de uma FBG
sem encapsulamento, inicialmente com a FBG livre e posteriormente totalmente colada sobre a
chapa. A Figura 27 apresenta as etapas de ensaio com o sensor colado na chapa.
FBG Cola
Chapa de alumínio
(a)
FBG Cola
Chapa de alumínio
(b)
FBG Cola
Chapa de alumínio
(c)
Figura 27: Etapas de colagem do sensor: (a) uma extremidade colada, (b) duas extremidades
coladas e (c) sensor totalmente colado
A resposta para variação de temperatura do conjunto descrito na Figura 27 é apre-
sentado na Figura 28. A Figura 28(a) apresenta a caracterização para os sensores livres, ou
seja, sem estarem colados na chapa. Nessa situação, o coeficiente linear ajustado foi de ∆λB =
0,01069 nm/oC para o sensor sem encapsulamento e de ∆λB = 0,01468 nm/oC para o sen-
sor encapsulado. Na caracterização apresentada na Figura 28(b) é apresentada a caracterização
quando a FBG sem encapsulamento está totalmente colada na chapa e o sensor encapsulado pos-
sui apenas uma extremidade colada. Para essa configuração, os coeficientes encontrados foram
∆λB = 0,02837 nm/oC para o sensor sem encapsulamento e de ∆λB = 0,01357 nm/oC para
o sensor encapsulado. Para as duas extremidades coladas, caracterização apresentada na Fi-
gura 28(c), os valores obtidos para o sensor sem encapsulamento foi de ∆λB = 0,02993 nm/oC
e ∆λB = 0,0151 nm/oC para o sensor encapsulado. Finalmente, na Figura 28(d) é apresen-
tado a caracterização para o sensor totalmente colado sobre a chapa de alumínio. Nessa si-
tuação, os valores obtidos foram ∆λB = 0,03119 nm/oC para o sensor sem encapsulamento e
∆λB = 0,01511 nm/oC para o sensor encapsulado.
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Figura 28: Caracterização dos sensores colados na chapa de alumínio: (a) sensores livres, (b)
sensor encapsulado com uma extremidade colada, (b) sensor encapsulado com duas extremidades
coladas e (c) sensor encapsulado totalmente colado.
Como pode ser observado na Figura 28, quando a FBG é colada diretamente sobre
a chapa, o coeficiente angular do ajuste linear aumenta de ∆λB = 0,01069 nm/oC para uma
média de ∆λB = 0,029 nm/oC. Essa variação se deve à dilatação térmica que a chapa de alumí-
nio sofre quando é aquecida. Por outro lado, na situação do sensor encapsulado, o coeficiente
permanece, em média, com valor de ∆λB = 0,015 nm/oC. Pode-se então afirmar que o en-
capsulamento desenvolvido não sofre variação em seu coeficiente quando colado sobre uma
outra superfície. Durante os ensaios é observado uma variação entre ∆λB = 0,0135 nm/oC e
∆λB = 0,01511 nm/oC para o sensor encapsulado. A diferença observada de 0,0015 nm/oC
tem duas origens, sendo que a primeira delas é a faixa de resolução do interrogar utilizado que
é de 1 pm. A segunda origem é que o conjunto chapa de alumínio mais sensor encapsulado
possui uma massa maior, logo o termoelemento Peltier utilizado na caracterização dos sensores
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necessita de uma potência mais elevada para atingir a temperatura desejada. Esse aumento na
potência exigida pelo sistema de caracterização irá ocasionar pequenas oscilações na tempe-
ratura, fruto de uma maior exigência por parte do sistema de controle empregado para manter
a temperatura estabilizada. As pequenas oscilações de temperatura associadas com a faixa de
resolução do equipamento são as fontes da diferença observada nos ensaios apresentados na
Figura 28.
3.4 ENSAIOS PARA DETERMINAÇÃO DOS MODELOS ELÉTRICO E TÉRMICO DO
MOTOR DE INDUÇÃO
O arranjo experimental, apresentado na Figura 13 possibilitou a realização de ensaios
para a determinação dos modelos térmico e elétrico do motor de indução. Os ensaios para
determinaçao dos parâmetros dos dois modelos são descritos nesta seção.
3.4.1 DETERMINAÇÃO DOS PARÂMETROS DO MODELO ELÉTRICO
Para determinação dos parâmetros dos dois modelos elétricos é utilizado o circuito
equivalente em regime permanente do motor, obtido a partir do modelo em coordenadas qd0
(KRAUSE; WASYNCZUK; SUDHOFF, 2002). O circuito equivalente por fase para o motor
em regime permanente é apresentado na Figura 29 onde s indica o valor do escorregamento,
que é a diferença percentual entre a velocidade síncrona e a velocidade do rotor, dada por:
s=
ωsinc−ωr
ωsinc
, (64)
onde ωsinc é a velocidade síncrona e ωr é a velocidade do rotor. Para o modelo que inclui as per-
das no ferro em paralelo com a indutância de magnetização o modelo em regime é apresentado
na Figura 29(a). Para o modelo que apresenta a resistência de perdas no ferro após a resistência
de fase do estator, o circuito equivalente por fase em regime permanente é apresentado na Fi-
gura 29(b). O resistor rL representa a carga mecânica conectada ao eixo do motor. Os ensaios
necessários para os parâmetros Lls, Llr, rs, rr e LM são baseados na norma internacional IEEE
112 (IEEE, 2004), entretanto foi realizada uma alteração no ensaio a vazio a fim de se obter
uma melhor precisão dos parâmetros do modelo do motor de indução, passando a ser realizado
na velocidade síncrona. O ensaio com o motor girando a velocidade síncrona é utilizado por
Boglietti em seus trabalhos para determinar a perda magnética em motores de indução. Com
o ensaio na velocidade síncrona Boglietti apresenta métodos para determinar as perdas sob ali-
mentação senoidal ou utilizando inversores de frequência com modulação por largura de pulso
(BOGLIETTI et al., 1991, 1993, 2009, 2010). Esses ensaios são descritos na sequência.
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Figura 29: Circuito equivalente por fase em regime permanente para o motor de indução incluindo
as perdas no ferro: (a) Resistência em paralelo com a indutância de magnetização e (b) resistência
após a resistência do estator.
Na Figura 29, a tensão aplicada em uma das fases do estator é denominada Vs e a
corrente que circula por essa fase é Is. No ramo magnetizante, Im e IFe representam as correntes
no indutor de magnetização e no ferro, respectivamente. A corrente que circula pelo circuito do
rotor é denominada Ir. A carga conectada ao eixo do rotor é modelada por um resistor variável
rL. Essa resistência é calculada por:
rL = rr
1− s
s
, (65)
onde s representa o escorregamento do motor.
Para determinação da resistência dos enrolamentos do estator rs é utilizado um ensaio
de corrente contínua. A partir da tensão e da corrente medidas nos enrolamentos do estator, é
possível determinar o valor da resistência. É importante que a resistência seja determinada para
uma temperatura de referência, uma vez que esse parâmetro é dependente da temperatura.
O segundo ensaio é o de rotor bloqueado para determinação da resistência do rotor
rr. A determinação desse parâmetro consiste em aplicar uma tensão senoidal ao motor, com
uma frequência abaixo da nominal (em torno de 10 Hz) para minimizar as perdas magnéticas.
A partir do valor da potência em regime é encontrada a resistência do rotor rr. Como o rotor
encontra-se em bloqueio, o resistor de carga rL será igual a zero e a corrente que circula no
ramo magnetizante será muito pequena. Dessa forma, a corrente de entrada será muito próxima
à corrente que circula no circuito do rotor (Is = Ir). Como o valor de resistência do estator
rs é conhecida, pode-se determinar a potência dissipada nessa resistência. A diferença entre a
potência de entrada e a potência dissipada em rs será a potência dissipada em rr. Portanto, a
resistência do rotor rr pode ser encontrada por:
rr =
√√√√ Pin3 − I2s rs
I2s
, (66)
onde Pin é a potência ativa de entrada. O ensaio com o rotor bloqueado foi realizado em 60
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Hz. Embora recomenda-se a utilização de uma frequência mais baixa para minimizar as perdas
magnéticas, a tensão de alimentação reduzida nesse ensaio também contribui para que as perdas
magnéticas sejam reduzidas.
Através da potência reativa de entrada obtida no ensaio de rotor bloqueado a soma das
reatâncias Xls e Xlr podem ser determinadas. A partir da corrente de entrada Is é encontrado:
Xls+Xlr =
Qin
3I2s
, (67)
onde Qin representa a potência reativa de entrada. A forma de separar as duas reatâncias varia
de acordo com a forma construtiva do motor. Para motores de uso geral (caso do motor em
estudo) é considerado que as indutância Lls e Llr são iguais. Logo o valor obtido na equação
(67) é dividido em metadade para Lls e metade para Llr.
Para determinar os parâmetros de LM e RFe a norma IEEE 112 diz que deve ser reali-
zado um ensaio a vazio no motor. Durante esse ensaio, a expressão para o balanço de potência
é utilizada:
Pin = Pir+3rsI2s +Pmech, (68)
onde Pir representa as perdas no ferro e Pmech as perdas mecânicas do motor.
Quando o ensaio a vazio convencional é utilizado, as perdas por efeito Joule no rotor
tem um efeito considerável. Essas perdas são ocasionadas por correntes induzidas no rotor
durante o ensaio a vazio. Infelizmente, essas perdas não podem ser separadas das perdas no
ferro e, quando a equação (68) é utilizada, as perdas no rotor e também as perdas mecânicas são
erroneamente atribuídas às perdas no ferro (BOGLIETTI et al., 2010).
Com o objetivo de evitar esse tipo de erro é realizado um ensaio com o motor girando
a velocidade síncrona. Esse ensaio é realizado fazendo com que o motor em estudo gire a
velocidade síncrona, sendo acionado por um segundo motor. Na Figura 13, o Motor 2 leva
o Motor 1 (motor em estudo) à velocidade síncrona. Para isso o Motor 2 é acionado por um
inversor de frequência. Dessa forma, as perdas mecânicas que aparecem no ensaio a vazio são
anuladas. Essas perdas passam a ser fornecidas pelo Motor 2. Além disso as perdas por efeito
Joule no rotor são minimizadas, uma vez que não há diferença de velocidade entre o fluxo
magnético do estator e do rotor. Em outras palavras, não há escorregamento. Dessa forma,
toda a potência elétrica absorvida é dividida entre perdas por efeito Joule no estator e perdas no
ferro. Como a resistência elétrica do estator é conhecida, pode-se separar a potência de perdas
no ferro da potência de entrada.
Um outro parâmetro importante para ser determinado em um modelo de motor de
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indução são as perdas mecânicas devido ao atrito e à ventilação. Essas perdas apresentam
uma variação com a velocidade do motor. O arranjo experimental da Figura 13 permite que
essa perda seja facilmente determinada através do transdutor de torque. Quando o Motor 2 é
acionado, sem que o Motor 1 esteja energizado, o único torque medido é o torque de perdas do
Motor 1. A velocidade do motor também deve ser medida para determinar a potência de perdas
mecânicas, resultado do produto torque e velocidade. Todavia, para fins de simulação, apenas o
torque de perdas é necessário, como descrito pela equação (35), apresentada no capítulo 2.
Porém, nem sempre um transdutor de torque está disponível para se determinar as
perdas mecânicas do motor. O principal motivo é o preço elevado desse tipo de equipamento.
Entretanto, as perdas mecânicas podem ser obtidas através de um ensaio e, por consequência,
o torque de perdas. O ensaio consiste em variar a tensão de alimentação e medir os valores
de potência de entrada do motor para cada valor de tensão. O ensaio deve ser realizado com o
motor a vazio. Uma vez realizada as medições, é traçado o gráfico tensão versus potência. A
partir de uma análise das perdas elétricas e no ferro é possível constatar que ambas apresentam
uma relação quadrática com a tensão. Já as perdas de natureza mecânica são dependentes
apenas da velocidade do motor. Como apenas a tensão é variada, a velocidade do motor irá
se manter constante durante o ensaio e, por consequência, as perdas mecânicas também se
mantém constantes. A velocidade se mantém constante pois em um motor de indução esse
parâmetro é função da frequência de alimentação do motor. Traçado o gráfico tensão versus
potência, é realizado um ajuste dos pontos através de um polinômio de segundo grau. Esse
é o polinômio que mais irá se ajustar aos pontos, justificável devido à relação quadrática da
potência com a tensão. Uma vez ajustado o polinômio, é realizada a interpolação até o ponto 0
V no gráfico. O valor de potência obtido resultará então nas perdas mecânicas do motor. Isso
seria o equivalente a retirar o efeito da tensão sobre as perdas do motor, como apenas as perdas
elétricas e magnéticas dependem da tensão, o resultado será equivalente às perdas mecânicas.
3.4.2 DETERMINAÇÃO DOS PARÂMETROS DO MODELO TÉRMICO
A determinação dos parâmetros do modelo térmico, semelhantemente ao modelo elé-
trico, também é realizada com base em resultados experimentais. Através da curva de elevação
de temperatura no rotor e no estator durante o transitório e o regime permanente são determina-
das as capacitâncias térmicas Cs e Cr, além das condutividades térmicas Gs, Gr e Gsr.
Com a medição de temperatura em regime do motor são determinadas as condutivi-
dades térmicas do modelo. A resposta transitória de temperatura é utilizada para determinar
as capacitâncias térmicas. Em Moreno, 2001 (MORENO; HIDALGO; MARTINEZ, 2001) são
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sugeridos ensaios para determinação desses parâmetros. No artigo citado, é sugerido que um
ensaio em corrente contínua seja realizado para determinar as condutividades e capacitâncias
térmicas. Quando é aplicada corrente contínua não há potência dissipada no rotor da máquina
e nem perdas no ferro, dessa forma toda potência de entrada será dissipada nos enrolamentos
do estator. Após isso é realizado um ensaio dinâmico para verificar a variação das condutivi-
dades térmicas com a velocidade do motor. Entretanto, esse ensaio não se mostrou válido para
o motor utilizado neste trabalho. Ao aplicar corrente contínua no motor em estudo, o tempo
para o motor entrar em regime é muito elevado se comparado ao tempo necessário com o mo-
tor girando. Moreno, 2001 sugere que as condutividades térmicas variam linearmente com a
velocidade da máquina. Todavia, essa variação não mostrou-se linear e para que o ensaio seja
válido seria necessária uma alteração no valor das capacitâncias térmicas. Todavia, não existe
um fenômeno físico que justifique a alteração da capacitância térmica com a velocidade, o único
parâmetro alterado de fato são as capacitâncias térmicas (BOYS; MILES, 1994). Além disso, o
motor utilizado por Moreno, 2001 é de 1 kW contra 3,7 kW do motor em estudo. Consequen-
temente, a massa do motor de 1 kW será menor do que a do motor de 3,7 kW e irá apresentar
uma dinâmica diferente, sendo essa a possível fonte de divergência entre os resultados obtidos
em Moreno, 2001 e os obtidos neste trabalho.
Em relação ao trabalho de Moreno, 2001 foram realizadas algumas alterações para
determinação dos parâmetros do modelo térmico. O ensaio realizado consiste em manter o
motor girando na velocidade síncrona, mesmo procedimento descrito na seção 3.4.1. Nessa
situação, toda a potência de entrada será dissipada no estator. Dessa forma pode-se determinar
as condutividades térmicas nas condições de operação do motor, ou seja, o efeito da velocidade e
da ventilação forçada já é levado em consideração. Para o motor girando na velocidade síncrona,
em regime permanente, o circuito térmico equivalente é apresentado na Figura 30.
Ps Gr
Gsr
Ambiente
Gs
Ts Tr
Figura 30: Circuito térmico equivalente em regime permanente para o motor de indução girando
na velocidade síncrona.
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Em regime, a temperatura do estator Ts pode ser determinada por uma condutividade
térmica equivalente, dada por:
Ts =
Ps
Geq
, (69)
onde Geq representa a condutividade térmica equivalente do circuito térmico em regime. A
condutividade Geq é determinada por:
Geq = Gs+
GsrGr
Gsr+Gr
. (70)
Existe um problema em relação à determinação das três condutividades envolvidas no
modelo. Pode-se obter apenas duas equações para três variáveis envolvidas. Deve-se então atri-
buir um valor para uma das condutividades térmicas, no caso será atribuído para a condutividade
do estator Gs. É conveniente considerar que o valor de Gs seja mais elevado que os valores das
demais condutividades (DURAN; FERNANDEZ, 2004; BOYS; MILES, 1994). Isso é justifi-
cável devido a maior área de contato entre o estator e o ambiente, além do estator possuir uma
massa maior que o rotor. Valores típicos para o valor de Gs é entre 80% e 90% de Geq. Com isso
é possível determinar as demais condutividades térmicas (HURST; HABETLER, 1997). Com o
valor da condutividade térmica do estator Gs, pode-se determinar a parcela da potência elétrica
de entrada que é dissipada em forma de calor para o ambiente através do estator. A diferença é
dissipada para o rotor e posteriormente para o ambiente. Com a potência dissipada para o rotor
e a temperatura em regime é possível determinar as demais condutividades térmicas.
A partir da resposta transitória é possível determinar o valor das capacitâncias Cs e
Cr. Porém os sensores estão localizados apenas no estator do motor, sendo que a medição de
temperatura durante o transitório do rotor não foi efetuada. O que é possível medir é apenas
a temperatura do rotor em regime. Para auxiliar a determinação dos valores das capacitâncias,
inicialmente é escrita a função de transferência da temperatura do estator durante o ensaio na
velocidade síncrona. A equação (71) associa a entrada do sistema, no caso a potência dissipada
no estator Ps e a temperatura do estator Ts.
Ts(s)
Ps(s)
=
sCr+Gsr+Gr
CsCr
s2+ s
Cs (Gsr+Gr)+Cr (Gsr+Gs)
CsCr
+
Gsr (Gr+Gs)+GsGr
CsCr
(71)
A potência do estator Ps tem um comportamento que pode ser aproximado por uma
função do tipo degrau, passando de 0 para o valor de perdas em regime quando o motor é
ligado. Dessa forma, a temperatura do estator será a resposta ao degrau para a equação (71). A
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resposta no domínio do tempo é representada por:
Ts(t) = K1+K2eσ1t+K3eσ2t , (72)
onde os valores de K1, K2 e K3 são os resíduos obtidos através da expansão por frações parciais
da equação (71) e σ1 e σ2 os polos dessa mesma função. A partir da medição da dinâmica da
temperatura do estator do motor pode-se ajustar uma exponencial de segunda ordem, encon-
trando os parâmetros da equação (72).
As capacitâncias Cs e Cr são ajustadas para que os polos da função de transferência da
temperatura do estator sejam iguais a σ1 e σ2. Novamente, são utilizados valores típicos encon-
trados na literatura para que os valores das capacitâncias térmicas sejam obtidas de forma mais
rápida (BOYS; MILES, 1994; MORENO; HIDALGO; MARTINEZ, 2001). O valor estimado
para a capacitância Cs é obtido através da aproximação da resposta da elevação de tempera-
tura por uma exponencial de primeira ordem. A aproximação por uma exponencial de primeira
ordem pode ser escrita por:
Ts(t) = Ka+Kbe−t/τ , (73)
onde τ é a constante de tempo, dada por τ = Cs/Geq. O tempo que um sistema de primeira
ordem leva para atingir 99 % do valor em regime é dado por 5τ . Como o valor de Geq é
conhecido a partir do valor da temperatura em regime, a estimativa inicial para a capacitância
Cs pode ser encontrada.
O valor da capacitância térmica do rotorCr é, em geral, cerca de 1/3 deCs (MORENO;
HIDALGO; MARTINEZ, 2001). Com isto é possível obter uma boa estimativa inicial das
capacitâncias do rotor e do estator. O passo seguinte é verificar se os valores obtidos estão
coerentes. Para tanto, os polos da função de transferência da temperatura do estator, apresentada
na equação (71), devem ser iguais aos valores de σ1 e σ2 obtidos através do ajuste exponencial
de segunda ordem da resposta de temperatura.
4 RESULTADOS DA INSTRUMENTAÇÃO ÓTICA APLICADA AO MOTOR DE
INDUÇÃO TRIFÁSICO
Neste capítulo são apresentados os resultados da instrumentação ótica aplicada ao mo-
tor de indução, ressaltando as principais características obtidas e as potencialidades do sensor
para futuras aplicações. Os resultados são apresentados com base nos procedimentos descritos
no capítulo 3, sendo divididos em duas partes.
A primeira parte consiste em apresentar a elevação de temperatura do motor de in-
dução desde a sua partida até a entrada em regime permanente. Nesse ensaio é inserido um
pequeno desbalanço em uma das fases do motor a fim de verificar o efeito sobre a elevação de
temperatura da máquina. A perturbação é efetuada em ciclos periódicos de 15 minutos, dos
quais 5 minutos o motor está com a tensão de alimentação desequilibrada e 10 minutos com
alimentação equilibrada. Os resultados para esse ensaio são apresentados na seção 4.1
O segundo ensaio consiste em determinar a parcela de contribuição na elevação de
temperatura devido às perdas mecânicas e eletromagnéticas. As perdas eletromagnéticas são
dividas em duas parcelas: perdas por efeito Joule nos enrolamentos do estator e perdas no ferro.
Para determinar a elevação de temperatura para cada parcela, o motor em estudo foi levado à
velocidade síncrona sem estar energizado. Sendo assim, todo o calor gerado é devido as perdas
mecânicas, dissipadas em forma de calor nos rolamentos do motor. Quando a temperatura do
motor entra em regime devido às perdas mecânicas, a alimentação do motor é ligada, conti-
nuando a girar na velocidade síncrona. A elevação de temperatura que irá ocorrer a partir desse
ponto será devido às perdas por efeito Joule e perdas no ferro. Os resultados para esse ensaio
são apresentados na seção 4.2.
4.1 ELEVAÇÃO DE TEMPERATURA DURANTE A PARTIDA DO MOTOR E SOB DES-
BALANCEAMENTO DE TENSÃO
As curvas do comportamento da temperatura do motor de indução são apresentadas na
Figura 31. Nos cinco minutos iniciais o motor está desligado, logo permanece na temperatura
ambiente. Após isso, o motor é ligado, sendo possível observar uma pequena elevação brusca
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de temperatura nesse instante. Ao entrar em regime permanente, a temperatura apresenta os-
cilações ocasionadas por desbalanços propositais na alimentação do motor. É observado nessa
Figura que a temperatura no estator não apresenta uma distribuição uniforme. Pode-se observar
três regiões no gráfico da Figura 31 que possuem temperaturas similares. O Sensor 4, Sensor
3 e Sensor 2 possuem temperatura semelhante, compondo a faixa mais elevada de temperatura.
A faixa de temperatura intermediária é composta pelo Sensor 8, Sensor 6 e Sensor 1. Por fim, o
Sensor 5 e o Sensor 7 formam a terceira faixa de temperatura identificada no gráfico da Figura
31. Os pontos que indicam a posição de cada sensor na Figura 15, apresentadas no capítulo 3,
possuem as mesmas cores das linhas da Figura 31 a fim de facilitar a identificação da posição
dos sensores.
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Figura 31: Elevação de temperatura do motor de indução.
A diferença da temperatura medida pelos sensores na Figura 31 é de 5oC . Essa di-
ferença observada está de acordo com a NBR7094, a norma brasileira sobre especificações de
motores (ABNT, 2003). Essa norma especifica que a diferença de temperatura entre o ponto
mais quente e o ponto mais frio do estator do motor é de 10 oC . Devido à distribuição não
uniforme de temperatura ao longo do estator é importante o monitoramento de vários pontos ao
longo do estator. Com isso as falhas ocasionadas por elevação de temperatura podem ser mini-
mizadas, aumentando assim o tempo de vida útil do motor. Ainda de acordo com a NBR7094,
seis é o número de pontos mínimos a serem monitorados em motores de indução. Entretanto,
principalmente em pequenas máquinas, não existe espaço suficiente para acomodação de senso-
res elétricos convencionais. Por esse motivo a grande maioria dos motores abaixo de 15 cv não
possuem proteção por elevação de temperatura, além do custo necessário para a instrumentação
do motor que muitas vezes é mais elevado que o custo da própria máquina. O uso de senso-
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res óticos facilita a instalação ao longo do estator do motor devido ao seu tamanho reduzido e
a possibilidade de multiplexação de vários sensores ao longo de uma única fibra. A possibili-
dade de multiplexação de vários sensores oferece a possibilidade de monitorar diversos motores
empregando um único interrogador ótico, por exemplo.
Quando o motor parte, em t = 5 minutos, uma elevação brusca de temperatura pode ser
observada. Essa elevação deve-se ao fato de uma elevada potência ser necessária durante a ace-
leração do motor, acarretando em perdas também elevadas. Na Figura 32 são apresentados os
gráficos da elevação de temperatura e da potência ativa instantânea durante a partida do motor.
Na Figura 32, o eixo da direita apresenta os valores de potência e o eixo da esquerda a tempe-
ratura. Durante a partida, a potência ativa instantânea atinge um pico de 9,4 kW, decrescendo à
medida que o motor acelera, e atingindo uma potência média de 120 W em regime permanente.
O transitório, referente ao tempo de aceleração do motor, dura 0,3 s e nesse intervalo de tempo
a temperatura do estator apresenta uma elevação máxima de 0,4 oC . Apenas durante a partida
pode ser observada uma elevação de temperatura em um curto intervalo de tempo. Após isso, a
elevação de temperatura ocorre mais lentamente. Isso acontece devido às perdas em estado esta-
cionário serem muito pequenas se comparadas as perdas durante a partida do motor. A elevação
abrupta de temperatura durante a partida do motor foi possível ser mensurada devido a rápida
resposta dos sensores óticos utilizados na instrumentação do motor. Com isso, alterações no
funcionamento normal da máquina, tais como curto circuito e rápida sobrecarga capaz de travar
o eixo do motor, podem ser detectadas rapidamente pelos sensores óticos de forma a fazer atuar
dispositivos que desliguem a máquina antes que essa venha a sofrer algum dano maior, sendo
este um exemplo de utilização dos sensores óticos em aplicações industriais.
O tempo que o motor leva para acelerar está diretamente relacionado com a carga
conectada ao seu eixo. Como visto no capítulo 2, seção 2.2, o momento de inércia conectado
ao eixo do motor irá gerar um torque contrário ao torque eletromagnético gerado durante a
aceleração. Como o torque de aceleração é proporcional ao momento de inércia, quanto maior
for o momento de inércia da carga conectada ao eixo do motor maior será o tempo de aceleração.
Na situação apresentada na Figura 32 o motor estava a vazio, portanto só existe o momento de
inércia do próprio eixo do rotor. A norma NBR7094 especifica ainda o tempo máximo de
aceleração de um motor, tempo esse que varia de acordo com a classe de isolação de cada
máquina. Pela instrumentação utilizada pode-se observar que existe uma brusca elevação de
temperatura durante a partida, mesmo para o curto intervalo de tempo, o que justifica a limitação
do tempo de aceleração do motor.
As oscilações de temperatura, observadas na Figura 31 após a temperatura do motor
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Figura 32: Potência ativa instantânea e elevação de temperatura do motor de indução durante a
aceleração da máquina.
entrar em regime, são resultados de desbalanços na tensão de alimentação do motor. Esse des-
balanço de tensão resulta em oscilações da potência de entrada. As oscilações na potência de
entrada levam a oscilações de 0,5 oC na temperatura do estator. Essas oscilação são observadas
nos oito sensores distribuídos no estator. Na Figura 33 é apresentado um detalhe das oscilações
de temperatura e potência, sendo essas duas grandezas apresentadas no mesmo gráfico. Devido
ao fato de todos os sensores apresentarem o mesmo comportamento o gráfico da temperatura
é apresentado apenas para o Sensor 4. Na Figura 33, pode-se observar que existe uma depen-
dência entre as oscilações de temperatura e desbalanços na potência de alimentação do motor.
Essa pequena variação de temperatura de 0,5 oC pode ser observada devido à sensibilidade a
variações de temperatura da FBG utilizada na instrumentação.
O aumento da temperatura em condições de alimentação desbalanceada já foi apre-
sentada por outros autores (MENDES et al., 2010; FERREIRA et al., 2009). No trabalho de
Mendes et al., 2010, são apresentadas simulações da elevação de temperatura sobre diversas
condições de alimentação desbalanceada (MENDES et al., 2010). Os resultados dessas simula-
ções podem ser validados usando a técnica de sensoriamento ótico apresentada neste trabalho.
Os sensores a fibra ótica foram utilizados por Corres et al., 2006 (CORRES et al., 2006) para
medição de vibrações em motores de indução sob condições de alimentação não senoidal, sendo
essa uma outra aplicação para esse tipo de sensores associados a motores de indução (CORRES
et al., 2006).
Na Figura 33, é observado um impulso na curva da potência no instante em que ocorre
a inserção do desbalanço. Este impulso de potência é uma consequência do início de operação
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Figura 33: Detalhe da oscilação de potência ativa da temperatura do motor com oscilações de
0,5oC .
desequilibrada do motor. Na Figura 34, é apresentada um detalhe da potência e da corrente
da fase A no instante em que é causado o desbalanceamento. O instante do desbalanceamento
é indicado pela linha tracejada. O desbalanço de tensão está associado a fase a do motor,
onde essa fase apresenta uma redução de 4 V quando o desbalanço ocorre. Pode-se observar
que um pequeno desbalanço de tensão ocasiona um desbalanço de corrente maior, o que se
reflete na potência de entrada do motor. Devido à potência mecânica requerida pelo motor se
manter a mesma, o aumento na potência de entrada é exclusivamente devido ao aumento das
perdas. Isso pode ser observado na Figura 34, onde a potência média apresenta apenas uma
pequena elevação. Pelo gráfico da potência é possível constatar que o motor já apresentava um
desbalanço, proveniente de suas características construtivas.
4.2 DETERMINAÇÃO DA CONTRIBUIÇÃO DAS PERDAS MECÂNICA E ELETROMAG-
NÉTICAS NA ELEVAÇÃO DE TEMPERATURA DO MOTOR DE INDUÇÃO.
Baseado na instrumentação e nos procedimentos de ensaios apresentados no capítulo
3, foram realizados testes com o intuito de determinar a elevação de temperatura ocasionada
pelas perdas mecânicas e eletromagnéticas no motor. As perdas eletromagnéticas são divididas
em perdas por efeito Joule nos enrolamentos do estator e perdas no ferro. O comportamento da
temperatura medida pelos oito sensores óticos e o torque de perdas do motor é apresentado na
Figura 35. O procedimento de ensaio resulta em três regiões no gráfico, indicadas pelas linhas
tracejadas. Na primeira região, compreendida em 0≤ t ≤ 4 minutos, o motor estava desligado
e a temperatura é igual àtemperatura ambiente. A segunda região do gráfico da Figura 35,
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Figura 34: Tensão, corrente e potência no instante de inserção do desbalanço.
compreendida entre 4 ≤ t ≤ 75 minutos, a elevação de temperatura é ocasionada pelas perdas
mecânicas do motor. Por fim, para t ≥ 75 minutos a elevação de temperatura é associada às
perdas por efeito Joule nos enrolamentos do estator e perdas no ferro. Durante a realização do
ensaio, a temperatura ambiente era de 19 oC .
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Figura 35: Elevação de temperatura dos sensores óticos e comportamento do torque durante o
ensaio.
Nos primeiros quatro minutos do experimento, o motor de indução não estava ope-
rando e o estator da máquina não estava energizado. Após t ≥ 4 minutos, o motor inicia a sua
operação, sendo levado até a velocidade síncrona. As perdas mecânicas são ocasionadas pelo
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atrito nos rolamentos do motor e pela presença da ventilação forçada. Na configuração do ex-
perimento realizado, a elevação de temperatura causada pelas perdas mecânicas foram medidas
com o auxílio de um segundo motor. Esse segundo motor leva o motor em estudo à velocidade
síncrona, sem que o motor em estudo esteja energizado. Dessa forma, a potência elétrica de
entrada é nula e a elevação de temperatura na máquina deve-se apenas ao atrito originado nos
mancais do motor. O motor atinge a estabilidade térmica em t = 60 minutos e a elevação de
temperatura observada foi de 4 oC . O torque medido pelo transdutor de torque é igual ao torque
de perdas do motor. O valor medido foi de 0,35 Nm, o que resulta em uma perda de 131,95
W. O aumento do torque observado a partir de t > 10 minutos é devido ao magnetismo residual
no rotor da máquina, dessa forma o torque passa de 0,35 Nm para 0,4 Nm após esse tempo.
Entretanto, ao ser energizado o motor em t = 75 minutos, o torque voltar ao valor inicial não
sofrendo mais o efeito da magnetização residual do rotor.
A terceira parte do gráfico da Figura 35, para t > 75 minutos, o estator do motor é
energizado, sendo forçado a operar na velocidade síncrona. Dessa forma, toda a potência elé-
trica de entrada do motor em estudo é associada às perdas por efeito Joule nos enrolamentos
do estator e perdas no ferro. No rotor não há perdas, uma vez que o motor está girando a
velocidade síncrona, logo não há correntes induzidas pois não existe diferença de velocidade
entre o rotor e o fluxo magnético estatórico. A potência mecânica requerida pelo motor em
estudo continua a ser fornecida pelo motor auxiliar. O motor atinge a estabilidade térmica em
t = 120 minutos, onde a elevação de temperatura média dos sensores é 15,65 oC em relação a
temperatura ambiente. Em relação à elevação de temperatura causada pelas perdas mecânicas,
a elevação de temperatura observada foi de 15,5 oC . O torque medido apresentou um pequeno
decréscimo quando comparado com a condição do motor não energizado. Uma vez que a me-
dida de torque não apresenta alterações consideráveis para t > 75 minutos, pode-se afirmar que
as perdas mecânicas continuam a ser fornecido pelo segundo motor. Na Tabela 5 é apresentada
a relação de temperatura medida pelos sensores óticos durante o ensaio, contendo a temperatura
inicial (Ti), a temperatura devido às perdas mecânicas(Tmec) e a temperatura devido às perdas
eletromagnéticas (Tele).
O ensaio realizado permite que seja determinada a elevação de temperatura referente
a cada parcela de perdas do motor. Posteriormente, o ensaio realizado nesta seção será utili-
zado para a determinação dos parâmetros dos modelos térmico e elétrico do motor de indução.
Quanto ao modelo térmico, poderão ser determinadas as capacitâncias e condutividades térmi-
cas envolvidas no referido modelo. Já para o modelo elétrico do motor, será possível obter as
perdas no ferro e a indutância de magnetização do motor.
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Tabela 5: Parâmetros do modelo térmico obtidos através do ensaio de elevação de temperatura.
Sensores Ti Tmec Tele
Sensor 1 19,2 oC 22,7 oC 36,5 oC
Sensor 2 18,6 oC 22,9 oC 40,1 oC
Sensor 3 19,1 oC 22,7 oC 40,2 oC
Sensor 4 18,5 oC 23,3 oC 44,3 oC
Sensor 5 19,4 oC 22,8 oC 35,6 oC
Sensor 6 19,2 oC 22,8 oC 38,1 oC
Sensor 7 19,4 oC 22,4 oC 32,9 oC
Sensor 8 18,9 oC 23,1 oC 40,4 oC
Média 19,0 oC 22,9oC 38,5 oC
Uma câmera térmica Fluke Ti-25 foi utilizada para verificar o comportamento da tem-
peratura medido pelos sensores óticos. Na Figura 36(a) é apresentada a vista lateral do motor de
indução utilizando a câmera térmica. A temperatura especificamente no ponto central do motor
é de 22,9 oC e próximo ao eixo do rotor é de 23,8 oC como foi evidenciado. É possível observar
que a temperatura aumenta à medida em que ponto monitorado aproxima-se do eixo na parte
frontal do motor. Esse aumento de temperatura está associado à aproximação do rolamento da
parte dianteira do motor, que é onde a potência mecânica é dissipada em forma de calor. A
partir desse ponto o calor se distribui ao longo do estator do motor. Isso fica claro ao observar a
Figura 36(b), que apresenta a vista da parte frontal do motor e possui uma temperatura máxima
de 28,6 oC . Na parte de trás do motor, mesmo havendo a presença de rolamentos, a temperatura
é mais baixa, uma vez que essa parte do motor está mais próxima da ventilação forçada. Além
disso, a parte de trás do motor possui uma tampa de proteção, aumentando a quantidade de
material e permitindo uma maior troca de calor com o ambiente. A elevação de temperatura no
rotor, indicada pela câmera térmica, foi de 7 oC , passando a valer 26 oC . A diferença entre os
valores de temperaturas medidos com os sensores óticos e câmera térmica é pequena, mesmo
com os sensores óticos localizados no interior do motor.
Com o valor da resistência dos enrolamentos do estator e o valor da corrente de entrada
na velocidade síncrona, é possível realizar a separação das perdas por efeito Joule nos enrola-
mentos do estator e perdas no ferro. Na Tabela 6, os principais parâmetros medidos durante
o ensaio são apresentados. Os valores de corrente e tensão são apresentados em valores efica-
zes, onde são apresentadas as correntes de linha e as tensões de fase. No ensaio de velocidade
síncrona o motor estava ligado em ∆.
Vale ressaltar que os valores apresentados na Tabela 6 são obtidos apenas pra uma
frequência fixa de 60 Hz, tensão de 127 V e alimentação senoidal. A variação de algum desses
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Figura 36: Distribuição de temperatura obtida através de imagem térmica: (a) Vista lateral do
motor (b) Vista frontal do motor.
parâmetros do ensaio leva a variação nas perdas por efeito Joule e perdas no ferro. O tipo de
acionamento do motor também faz com que as perdas no motor sofram alterações. Por exemplo,
em técnicas de controle da eficiência de motores de indução, pode-se realizar alterações nos
valores das perdas no ferro e por efeito Joule, sendo possível encontrar um ponto de operação
ótimo para o motor (SCARMIN et al., 2010).
Com os valores apresentados na Tabela 6 observa-se que a tensão de alimentação apre-
senta um desbalanceamento, originado na rede de alimentação disponível no laboratório. Além
do desbalanço na tensão de alimentação, o valor das correntes também apresentam desbalan-
ceamento, com valores mais elevados se comparados aos valores de desbalanço da tensão. Isto
indica que os enrolamentos correspondentes a cada fase do motor apresentam impedâncias dife-
rentes. Esta diferença é devido às características construtivas do motor. Uma das características
de um motor desequilibrado são as oscilações em seu torque. Isso se torna evidente nos re-
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Tabela 6: Valores medidos durante o ensaio.
Tensão da fase A 126 V
Tensão na fase B 127 V
Tensão na fase C 129 V
Corrente na fase A 4,1 A
Corrente na fase B 4,6 A
Corrente na fase C 5,0 A
Potência de entrada 175,35 W
Perdas elétricas 26,44 W
Perdas magnéticas 149,92 W
sultados do ensaio, que apresenta um torque oscilante quando o motor é energizado. Ainda na
Tabela 6, são apresentados os valores de cada parcela da potência de entrada.
Na Figura 35, pode-se observar que a temperatura medida pelos sensores óticos apre-
sentam o mesmo comportamento e valores próximos uns dos outros durante o ensaio sem o
motor estar energizado. Após ser energizado, a temperatura medida em cada sensor apresenta
diferenças entre si, entretanto todos os oito sensores apresentam a mesma tendência diferindo
apenas em amplitude. Essa diferença de temperatura está relacionada com a posição em que os
sensores foram alocados no estator. Os pontos em que os sensores estão fixados são próximos
aos enrolamentos do motor e esses enrolamentos apresentam uma dissipação de potência dife-
rentes entre si. A dissipação de potência não é idêntica devido ao desbalanço do motor, o que
fica evidenciado na Tabela 6. Além disso, outro fator que contribui para uma distribuição não
uniforme de temperatura é a ventilação forçada e as diferentes condutividades térmicas que o
motor apresenta devido a sua carcaça não uniforme ao longo do motor. Isso explica o porque
de alguns pontos apresentarem temperaturas mais elevadas que outros.
Na imagem térmica apresentada na Figura 37 é apresentada a imagem térmica obtida
no ensaio para a elevação de temperatura devido às perdas eletromagnéticas. Na vista lateral
do motor, apresentada na Figura 37(a), uma variação de temperatura é observada ao longo do
eixo vertical para uma mesma posição horizontal e vice-versa. Isso é devido à geometria da
carcaça do estator, onde algumas partes apresentam uma dissipação de calor maior que outras.
Como, por exemplo, as aletas de ventilação que confinam o ar empurrado pela ventilação for-
çada dentro dessas aletas. Na vista frontal do motor, apresentada na Figura 37(b) a temperatura
apresenta uma distribuição que diminui à medida que o ponto medido se afasta do centro. O
rotor apresenta uma temperatura de 36 oC , correspondendo a uma elevação de temperatura de
7 oC em relação ao aquecimento gerado pelas perdas mecânicas.A temperatura medida pelos
sensores óticos é superior a apresentada pela imagem térmica da Figura 37. Esse resultado já
81
era esperado, uma vez que os sensores óticos estão localizados mais próximos dos enrolamentos
do estator, que são as fontes de calor do motor.
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Figura 37: Distribuição da temperatura devido as perdas nos enrolamentos do estator e no ferro
obtida por uma imagem térmica: (a) Vista lateral do motor (b) vista frontal.
Um estudo que relaciona a distribuição de temperatura de um motor de indução com
as perdas e a tensão de alimentação foi realizado por Ferreira et al., 2009. A distribuição de
temperatura também é analisada utilizando uma câmera térmica. Nesse trabalho utilizou-se um
motor 3 kW para associar a elevação de temperatura às perdas da motor, uma potência próxima
ao utilizado neste trabalho. Além das perdas, Ferreira et al., 2009 analisaram a distribuição de
temperatura associada à qualidade da alimentação do motor como, por exemplo, alimentado
por inversores de frequência. Os resultados apresentados nesse artigo são semelhantes aos
apresentados na Figura 37 (FERREIRA et al., 2009)
A distribuição de temperatura apresentada pela imagem térmica da Figura 37 já havia
sido estudada anteriormente. Em Islam et al., 2010 um estudo foi realizado para determinar a
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elevação e a distribuição de temperatura em um motor de indução de 1250 kW devido aàs perdas
por corrente parasita no núcleo da máquina (ISLAM et al., 2010). Nesse estudo foram utilizadas
técnicas de simulação através de elementos finitos. Os autores mostram que a temperatura
ao longo de uma ranhura do estator apresenta um comportamento que varia com a posição.
O resultado da simulação é apresentado na Figura 38, onde é apresentada a distribuição de
temperatura de uma das ranhuras do motor partindo da parte de traseira da máquina.
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Figura 38: Distribuição da elevação de temperatura na ranhura de um motor de indução simulada
utilizando método de elementos finitos.
Fonte: (ISLAM et al., 2010).
5 SIMULAÇÃO E VALIDAÇÃO DOS MODELOS TÉRMICO E ELÉTRICO DO
MOTOR DE INDUÇÃO
Neste capítulo são apresentados os modelos térmico e elétrico do motor de indução. A
modelagem é realizada com base nos procedimentos descritos no capítulo 3. Inicialmente são
apresentados os resultados dos ensaios para determinação dos dois modelos elétricos utilizados
neste trabalho. Em seguida, são apresentados os resultados de simulação e experimentais para
os dois modelos elétrico. Para o modelo térmico é adotado a mesma sequência. Inicialmente
é apresentado a determinação dos parâmetros do modelo e posteriormente os resultados das si-
mulações do modelo, comparando os resultados simulados com os obtidos experimentalmente.
Todas as simulações apresentadas neste capítulo são implementadas no programa Sci-
lab versão 5.3. O método para resolução da equação em espaço de estado do modelo térmico
e elétrico é o Runge Kutta de 4a ordem. As simulações são realizadas em um computador com
processador Core 2 Duo 2.0 GHz com 4 GB de memória RAM.
Os parâmetros nominais do motor (valores fornecidos pelo fabricante e disponíveis na
placa de identificação do motor) são apresentados na Tabela 7. Esses valores são utilizados em
conjunto com os parâmetros obtidos através de ensaios para simulação do motor.
Tabela 7: Valores nominais do motor de indução em estudo.
PARÂMETROS DO MOTOR
Tensão 220−380 V ∆ - Y
Corrente 13,1−7,5 A ∆ - Y
Potência 3,7 kW
Polos 2
Frequência 60 Hz
Velocidade 3485 rpm
Torque 10,14 Nm
Rendimento 0,84
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5.1 DETERMINAÇÃO DOS PARÂMETROS DO MODELO ELÉTRICO DO MOTOR DE
INDUÇÃO
A determinação dos parâmetros do modelo elétrico é realizada através de alguns en-
saios na máquina, de acordo com os sugeridos pela IEEE 112 (IEEE, 2004). A norma IEEE 112
apresenta três ensaios: um ensaio com corrente contínua, um ensaio com o rotor bloqueado e
um ensaio a vazio. Quanto aos ensaios utilizados neste trabalho, apenas o ensaio a vazio sofreu
alterações, passando a ser realizado com o motor girando na velocidade síncrona. Os dois mo-
delos do motor, apresentados no capítulo 2 que incluem as perdas no ferro, apresentam valores
de resistências e indutâncias idênticos. A diferença nos parâmetros desses dois modelos fica por
conta da resistência que simboliza as perdas no ferro RFe. Dessa forma, os valores apresentados
nesta seção são válidos para os dois modelos.
O primeiro ensaio realizado consiste na aplicação de corrente contínua nos três enro-
lamentos, correspondentes as três fases do motor. Como resultado pode ser obtido o valor da
resistência de cada fase. Além disso, com esse ensaio foi possível analisar a variação do valor da
resistência em função da temperatura. A partir dos valores de tensão e corrente é determinado
o valor da resistência elétrica.
Na Tabela 8 são apresentados os valores das resistências elétricas correspondentes a
cada fase do estator, além do valor médio das resistências. A temperatura base para a determi-
nação das resistência é de 20 oC . Observa-se que as resistências elétricas medidas possuem
valores diferentes, sendo que o motor possui um desequilíbrio oriundo de suas características
construtivas. Esses desbalanços de resistências se refletem diretamente sobre a distribuição de
temperatura do motor. Conforme apresentado na seção 4.2, o estator do motor apresenta dife-
renças de temperatura, sendo que um dos motivos é o desbalanço das resistências elétricas dos
enrolamentos do estator e, por consequência, uma dissipação de potência diferente para cada
fase do motor.
Tabela 8: Valores obtidos para as resistências elétricas de cada fase do estator para uma tempera-
tura de referência de 20 oC .
VALORES OBTIDOS PARA AS RESISTÊNCIAS ELÉTRICAS
Resistência da fase A 1,259 Ω
Resistência da fase B 1,269 Ω
Resistência da fase C 1,244 Ω
Resistência média das três fases 1,257 Ω
O monitoramento da temperatura durante o ensaio de corrente contínua possibilitou a
análise da variação das resistências. Ao alimentar o motor com corrente contínua, a potência
85
dissipada pelos enrolamentos do motor ocasionaram elevação de temperatura na máquina. Na
Figura 39 é apresentado o comportamento da resistência média do motor em função da tempe-
ratura. De acordo com a norma IEEE 112, a variação da resistência ocorre linearmente com a
temperatura 2 (IEEE, 2004). Entretanto, para os valores observados no gráfico da Figura 39,
a variação da resistência média do estator não é linear. De fato, a aproximação linear é válida
para temperaturas acima de 35oC .
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Figura 39: Variação da resistência média da bobina do estator em função da temperatura.
A resistência máxima observada na Figura 39 é de 1,38 Ω para uma temperatura de
60oC . Isso implica em uma variação de 0,15 Ω para uma variação de 40 oC de temperatura.
Para a faixa de temperatura apresentada no gráfico da Figura 39 uma exponencial de segunda
ordem apresenta um melhor ajuste para os valores da resistência. Com isso pode ser obtido
uma melhor estimação do valor da resistência dos enrolamentos do estator a partir da elevação
de temperatura. O comportamento não linear para o valor da resistência elétrica do estator foi
discutido na seção 2.4. O ajuste exponencial de segunda ordem, obtido através do programa
OriginPro 8, é dada por:
rs(T ) = 1,22e0,002136T −16,08e−0,314T . (74)
O comportamento da resistência para temperaturas superiores a 60 oC não pode ser me-
dido devido à limitação de corrente nos enrolamentos do motor. Durante a realização do ensaio
em corrente contínua utilizou-se valores nominais de corrente do estator do motor. Para deter-
minação do comportamento da resistência do estator para temperaturas superiores a 60oC seria
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necessária uma corrente superior que a nominal, o que poderia vir a ocasionar falhas de isolação
nos enrolamentos do motor. O comportamento exponencial da variação da resistência elétrica
em motores de indução já havia sido reportado anteriormente por Beguenane e Benbouzid, 1999
(BEGUENANE; BENBOUZID, 1999). Pode-se ainda realizar um ajuste linear para o valor de
resistência elétrica obtida para T > 35 oC . O ajuste linear para essa condição é dada por:
rs(T ) = 0,003T +1,21, (75)
entretanto, a equação para variação de resistência utilizada apresenta a forma (IEEE, 2004):
rs(T ) = rs0[1+αs(Ts−Tre f )], (76)
onde o rs0 é o valor da resistência elétrica para a temperatura de referência Tre f . Na situação
apresentada, o ajuste linear foi realizado para temperaturas a partir de 35oC . Para esse valor de
temperatura a resistência do estator é dada por rs0 = 1,31 Ω. Logo, o coeficiente de variação
térmico da resistência do estator é dado por αs = 0,0028. Dessa forma, a equação (76) é escrita
como:
rs(T ) = 1,31[1+0,0028(Ts−35)], (77)
a equação (77) é válida apenas para temperaturas iguais ou maiores que 35oC .
O segundo ensaio tem por objetivo determinar a resistência rotórica. Para determinar
esse parâmetro um ensaio com o rotor bloqueado foi efetuado. Os parâmetros obtidos nesse
ensaio são apresentados na Tabela 9. Nesse ensaio a tensão aplicada no estator do motor deve
ser reduzida para que a corrente de entrada não ultrapasse o valor nominal da máquina. Os
valores são medidos antes que o motor aqueça, o que iria resultar em alterações nos valores
das resistências elétricas do rotor e estator. Os valores da Tabela 9 são apresentados para uma
frequência de 60 Hz. Devido à limitação de equipamentos no laboratório esse ensaio não pode
ser realizado com uma frequência abaixo da nominal do motor, como sugere a norma IEEE 112.
Entretanto, as perdas magnéticas presentes nesse ensaio foram reduzidas uma vez que a tensão
de entrada é de 31 V, um valor pequeno se comparado ao valor nominal do motor.
Com os valores obtidos no ensaio de rotor bloqueado e o valor da resistência do estator
é possível determinar o valor da resistência do rotor a partir da equação (66), apresentada na
seção 3.4. Logo, é obtido:
rr =
√√√√ 241,973 −62×1,257
62
= 1 Ω. (78)
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Tabela 9: Valores obtidos para o ensaio com o rotor bloqueado.
VALORES OBTIDOS PARA O ROTOR BLOQUEADO
Tensão de fase 31 V
Corrente de entrada 6 A
Potência ativa 241,97 W
Potência aparente 553,81 VA
Fator de potência 0,44
Potência reativa 498,15 Var
Como não foi efetuada aquisição de temperatura no rotor não foi possível obter o com-
portamento da resistência do rotor com a temperatura, como foi realizado para as resistências
do estator. Para estimar o valor da resistência elétrica do rotor será utilizado um coeficiente de
αr = 0,00375 que é um valor típico apresentado no trabalho de Moreno, 2001. Dessa forma,
para determinar o valor da resistência do rotor será determinada por:
rr = rr0 [1+α (Tr−20)] = 1+0,00375(Tr−20) , (79)
onde foi utilizada a temperatura de referência de 20oC , onde a resistência do rotor é de 1 Ω,
como obtido na equação (78).
Ainda na seção 3.4 foi apresentada a expressão que permite determinar a soma das
reatâncias do estator e do rotor. A partir da equação (67) é obtido:
Xls+Xlr =
498,15
3×62 = 4,68 Ω. (80)
O último ensaio realizado tem por objetivo determinar o valor da reatância de mag-
netização. Para determinação desse parâmetro, realizou-se um ensaio com o motor girando a
velocidade síncrona. Esse ensaio foi o mesmo realizado no capítulo 4, seção 4.2. A Tabela
10 apresenta os principais valores obtidos no ensaio. Para o cálculo da potência dissipada nos
enrolamentos do estator utilizou-se a média dos valores eficazes das correntes nas três fases do
motor, além do valor da resistência estatórica média obtida no ensaio de corrente contínua. A
potência de perdas no ferro é obtida pela diferença entre a potência ativa de entrada do motor e
a potência de perdas nos enrolamentos da máquina.
Com os valores da Tabela 10 é possível determinar o valor da reatância de magnetiza-
ção. A soma da reatância de magnetização e a reatância do estator pode ser calculada a partir
da potência reativa medida no ensaio. Para isso é utilizada a corrente média das três fases do
motor. A corrente de entrada é divida ainda por
√
3 para obter o valor da corrente de fase do
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Tabela 10: Valores obtidos no ensaio com velocidade síncrona para o motor de indução.
VALORES OBTIDOS NO ENSAIO
Tensão de fase 127 V - conectado em ∆
Corrente de linha da fase a 4,1 A
Corrente de linha da fase b 4,6 A
Corrente de linha da fase c 5,0 A
Frequência 60 Hz
Potência de entrada 175,35 W
Potência aparente 1737,2 VA
Fator de potência 0,1
Potência reativa 1728,3 Var
Perdas nos enrolamentos 26,44 W
Perdas no ferro 148,92 W
motor. Dessa forma, é obtido:
XM+Xls =
1728,3
3×2,632 = 83,02 Ω, (81)
o valor da reatância do estator é metade do valor obtido no ensaio de rotor bloqueado, de acordo
com a NEMA(NORMA NEMA). Dessa forma, conforme obtido na equação (80), pode-se es-
crever:
Xls = Xlr = 2,34 Ω, (82)
portanto, o valor da reatância de magnetização é dado por:
XM = 83,02−2,34 = 80,69 Ω. (83)
Por fim, a partir da potência de entrada obtida com o ensaio na velocidade síncrona, é
obtida a resistência de perdas no ferro RFe. Para inserir as perdas no ferro, deve-se determinar o
valor da tensão sobre a resistência de perdas no ferro e, a partir do valor dessa tensão, determinar
o valor da resistência que simboliza as perdas no ferro.
Para o modelo com a resistência de perdas em paralelo ao indutor de magnetização, a
tensão sobre o ramo magnetizante é indicada na Figura 40 por VM.
A tensão sobre o ramo magnetizante é igual a tensão de entrada Vs menos a queda
de tensão sobre o circuito do estator, composto pelo resistor rs e a reatância Xls já obtidas
anteriormente. A tensão VM é calculada por:
VM =Vs− (rs+ jXls) Is 6 θ , (84)
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Figura 40: Circuito elétrico equivalente por fase do motor de indução indicando a tensão sobre o
ramo magnetizante VM
onde θ é o ângulo da corrente, obtido através do fator de potência indicado na Tabela 10.
Através do arco cosseno do fator de potência é obtido o ângulo da corrente. Dessa forma,
acos(0,1) = 84,2o, o ângulo da corrente deve ser negativo devido ao motor ser uma carga
indutiva. Com isso, é obtido:
VM = 220− (1,27+ j2,34)2,636 −84,206 = 213,72 V, (85)
que resulta em uma resistência de:
RFe =
3×V 2M
Pir
=
3×213,712
148,92
= 920 Ω, (86)
a potência de perdas no ferro obtida no ensaio dever ser dividida por três para se obter o valor
de resistência RFe equivalente por fase.
Já para o modelo elétrico com a resistência de perdas em paralelo com as indutâncias
do estator e de magnetização, a tensão sobre o resistor RFe é aproximadamente igual à tensão
de entrada. Dessa forma, a resistência que simboliza as perdas no ferro é dada por:
RFe =
3×V 2M
Pir
=
3×2202
148,92
= 975 Ω, (87)
Os parâmetros obtidos através dos ensaios são agrupados na Tabela 11, onde o valor
das reatâncias envolvidas no modelo são representadas por suas respectivas indutâncias. A
resistência de perdas no ferro para o modelo paralelo ao indutor de magnetização é denominada
de RFe Modelo 1, já para o outro modelo estudado é denominada de RFe Modelo 2.
Por fim, deve-se realizar um ensaio a fim de se obter o torque de perdas do motor,
ocasionado pelo atrito e ventilação da máquina. O valor do torque pode ser obtido através da
medida do transdutor de torque. Deve-se fazer o motor em estudo girar (sem que esteja energi-
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Tabela 11: Parâmetros do modelo elétrico do motor de indução obtidos através dos ensaios.
PARÂMETROS DO MOTOR
Resistência por fase do estator 1,25 Ω
Indutância de dispersão do estator 6,0 mH
Resistência por fase do rotor 1,0 Ω
Indutância de dispersão do rotor 6,0 mH
Indutância de magnetização 214 mH
Resistência de perdas no ferro RFe Modelo 1 920 Ω
Resistência de perdas no ferro RFe Modelo 2 975 Ω
zado) utilizando para isso um segundo motor. O valor do torque medido para essa condição será
o torque de perdas do motor. Esse procedimento foi descrito na seção 3.4.2. Ainda na seção
3.4.2, um ensaio alternativo foi proposto para levantar as perdas mecânicas e, por consequên-
cia, o torque de perdas. O ensaio consiste em medir a potência de entrada do motor ao variar a
tensão de alimentação.
O ensaio para determinar as perdas mecânicas foi realizado para o motor em estudo,
onde a Figura 41 apresenta o gráfico de tensão versus potência. Os valores medidos são ajusta-
dos por um polinômio de segunda ordem. Essa função é utilizada para o ajuste devido à natureza
das potência de perdas em um motor de indução, que apresenta uma relação quadrática com a
tensão. As perdas mecânicas obtidas através desse ensaio foram de 113,1 W, conforme indi-
cado na Figura 41. Para uma velocidade próxima a 377 rad/s, o torque de carga obtido é de 0,3
Nm. Através do transdutor de torque, a medida obtida foi de 0,35 Nm e, por consequência, uma
potência de 113,9 W. Observa-se que o método descrito para obtenção das perdas mecânicas
apresenta uma boa aproximação do torque medido diretamente através do transdutor de torque,
sendo uma alternativa de baixo custo.
O polinômio de segunda ordem ajustado para a Figura 41 é dado por:
P(V ) = 113,17325+9,76315x10−4V +0,00259V 2, (88)
onde o coeficiente de correlação obtido é de R2 = 0,99937.
O torque de perdas mecânicas é proporcional à velocidade e ao coeficiente de atrito
viscoso do motor. A partir da medida de torque a vazio do motor e da velocidade é possível
obter o coeficiente de atrito viscoso. Com os valores medidos, é obtido:
D=
T
ωr
=
0,35
377
= 9,28x10−4, (89)
o valor de D é utilizado na simulação do motor de indução para obter as perdas mecânicas da
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Figura 41: Ensaio para determinação das perdas mecânicas do motor.
máquina. A Figura 42 apresenta o circuito elétrico equivalente dos dois modelos estudados neste
trabalho contendo os valores obtidos através dos ensaios realizados nesta seção. Os valores do
eixo d são idênticos ao eixo q.
vqs
1,27 Ω 
ωL ils ds 6 mH ωL ilr dr ω φr dr
ωL iM dm
vqr
iqs iqFe iqm iqr
6 mH 1,0Ω 
975 Ω 
214 mH
(a)
ωφds 6 mH
214 mH
6 mH ( - )r drω ω φ
iqr
vqr
1,27 Ω
iqs
iqFe
i0qs
vqs
1,0 Ω
920 Ω
(b)
Figura 42: Circuito elétrico equivalente do eixo q contendo os valores obtidos através de ensaios:
(a) Modelo 1 e (b) Modelo 2.
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Figura 43: Simulação durante a partida do Modelo 1 e Modelo 2 do motor.
5.2 SIMULAÇÃO E VALIDAÇÃO DO MODELO ELÉTRICO DO MOTOR DE INDUÇÃO
Os valores parâmetros para o Modelo 1, representado pela Figura 42(a), e do Modelo 2,
Figura 42(b), foram simulados utilizando o método Runge Kutta de 4a ordem. As equações de
estado simuladas são apresentadas no Apêndice A para os dois modelos. O passo de interação
para resolução numérica das equações diferenciais utilizado foi de 1×10−7 s.
Inicialmente é apresentada a simulação do transitório de corrente do motor durante a
partida. Os resultados para os dois modelos implementados são apresentados na Figura 43.
A aquisição dos valores experimentais não foi efetuada pois a corrente de partida do motor é
mais elevada que a corrente máxima que pode ser medida pelos sensores de corrente. Como
o motor deve ser ligado em ∆ para uma tensão nominal de 220 V, é possível medir apenas as
correntes de linha e não as que efetivamente circulam pelos enrolamentos do motor. Por esse
motivo as correntes simuladas do motor são multiplicadas por
√
3 para que se possa fazer uma
comparação com os valores medidos em regime.
No gráfico da Figura 43 observa-se que o Modelo 1 apresenta um tempo de aceleração
mais elevado que o Modelo 2. A diferença de tempo entre o tempo de aceleração dos dois
modelos simulados foi de 0,11 s. A partida do motor ocorre em t = 0,1 s e a corrente de pico
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durante a partida foi de 128 A para o Modelo 1 e 120 A para o Modelo 2. Entretanto, a corrente
em regime para os dois modelos apresentam valores idênticos, ambos com 4,5 A. O valor da
corrente em regime para o motor a vazio está de acordo com o valor obtido experimentalmente,
que é de 4,5 A para a média da corrente das três fases apresentadas na Tabela 10. Os valores
obtidos na simulação em regime para os dois modelos e os valores experimentais obtidos com
o motor a vazio são apresentados na Tabela 12. Na Tabela 13 são apresentados as diferenças
percentuais entre os valores obtidos em simulação e os experimentais.
Tabela 12: Parâmetros do modelo elétrico do motor de indução obtidos através dos ensaios.
Modelo Corrente Perdas no estator Perdas no ferro Perdas mecânicas
Modelo 1 4,5 A 25,81 W 150,28 W 131,98 W
Modelo 2 4,5 A 25,81 W 140,55 W 131,65 W
Experimental 4,5 A 26,94 W 148,92 W 131,91 W
Tabela 13: Erro percentual entre os valores simulados e os experimentais para simulação do motor
a vazio.
Modelo Corrente Perdas no estator Perdas no ferro Perdas mecânicas
Modelo 1 0% 4,2% 0,9% 0,1%
Modelo 2 0% 4,2 % 5,6% 0,2%
Os valores da simulação do motor em regime permanente operando a vazio mostraram-
se válidos para o Modelo 1 e para o Modelo 2, onde a maior diferença entre os dois modelos
está nas perdas no ferro. As diferença percentual para as perdas no ferro em comparação com
os valores experimentais foi de 0,9% para o Modelo 1 e 5,6% para o Modelo 2. Para as perdas
no estator o erro foi idêntico para os dois Modelos, 4,2%. Os erros da corrente simulada e das
perdas mecânicas ficaram abaixo de 0,5% para ambos os modelos. Para comprovar a validade
dos modelos para outras situações é realizada uma simulação com carga nominal do motor.
A simulação realizada consiste em aplicar uma variação brusca de torque, passando de 0 Nm
para 10,14 Nm, que é o torque nominal do motor. A variação de carga é efetuada em t= 0,5
s. O resultado para essa simulação é apresentado na Figura 44. Para comprovação dos valores
nominais de carga pode-se acionar o motor acoplado ao motor em estudo utilizando um inversor
de frequência para impor o torque nominal. Entretanto o inversor disponível no laboratório não
possui potência suficiente para realizar o ensaio. Por essa razão, não foi possível realizar a
medida dos valores de corrente e potência experimental para o motor em estudo operando com
carga nominal. Porém, os parâmetros apresentados na placa de identificação do motor são
referentes aos valores nominais do motor. Portanto, deve-se comparar os valores simulados
com os dados informados pelo fabricante a fim de validar a simulação.
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Figura 44: Simulação para a partida do motor e variação brusca para a carga nominal.
A Tabela 14 apresenta os resultados obtidos em simulação e os valores da placa de
identificação do motor em estudo. Os valores de corrente apresentados na Tabela 14 são apre-
sentados para o motor com ligação em Y e os erros percentuais comparados aos valores medidos
são apresentados na Tabela 15. Pelos valores obtidos na simulação, observa-se que o Modelo 2
apresenta uma melhor aproximação dos valores nominais do motor em estudo. A corrente do
Modelo 1 possui um valor duas vezes maior do que o obtido na simulação do Modelo 1 e do
valor nominal do motor. Quanto às perdas mecânicas, não foi possível obter o valor do motor
operando em condições nominais. Os valores simulados para a perda mecânica apresentaram
um decréscimo e 16 W para o Modelo 1 e 8 W para o Modelo 2. Essa redução já era esperada,
uma vez que a velocidade do motor diminui quando uma carga é conectada e o valor da potência
de perdas é proporcional ao quadrado da velocidade.
Tabela 14: Parâmetros do modelo elétrico do motor de indução obtidos através dos ensaios.
Modelo Corrente Potência de saída Velocidade Perdas mecânicas
Modelo 1 13,65 A 3,6 kW 3360 rpm 115 W
Modelo 2 7,23 A 3,7 kW 3488 rpm 123,8 W
Experimental 7,5 A 3,7 kW 3485 rpm -
Uma vez que o Modelo 2 apresentou melhores resultados nas duas condições extremas
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Tabela 15: Erro percentual entre os valores simulados e os experimentais para simulação com
carga nominal.
Modelo Corrente Potência de Saída Velocidade
Modelo 1 82,1% 2,7% 3,6%
Modelo 2 3,6% 0,1 % 0,1%
de operação do motor, que é a operação a vazio e com carga nominal, esse será o modelo
utilizado para simulação de elevação de temperatura. Para verificar se o Modelo 2 proporciona
uma boa aproximação para o modelo real da máquina foi realizado a aquisição da corrente
de partida do motor em estudo com a tensão reduzida para 127 V, com o motor ligado em Y.
Com a tensão reduzida a corrente de partida do motor também é reduzida, sendo possível a
aquisição dos valores durante o transitório do motor. O resultado da simulação e o experimental
da corrente de partida em uma das fases do motor é apresentado na Figura 45. Observa-se pela
Figura 45 que a corrente de partida experimental é superior à corrente simulada. A corrente
obtida experimentalmente apresenta um pico de 45 A contra 34 A obtidos na simulação, uma
diferença de 11%. Além disso, o resultado experimental mostra que o motor acelera mais rápido
que o simulado. O tempo de aceleração menor obtido experimentalmente é justificável pela
elevada corrente de partida, o que se reflete em uma potência maior de entrada. Na simulação,
o motor entra em regime em t = 0,37 s, contra t = 0,28 s obtido experimentalmente.
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Figura 45: Simulação e aquisição de corrente em uma das fases do motor com tensão reduzida
para 127 V.
A diferença entre os valores medidos e os experimentais é justificável pelos parâmetros
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que não são levados em consideração no modelo elétrico (Modelo 2). Por exemplo, a satura-
ção magnética da máquina que surge em elevadas correntes no estator. O efeito da saturação
magnética faz com que as reatâncias sejam alteradas, alterando assim os parâmetros do motor.
Outro ponto importante durante a aceleração do motor é o momento de inércia da carga. Como
o motor opera a vazio, existe apenas o momento de inércia do rotor. Nenhum ensaio ou mode-
lagem foi realizado afim de se obter o momento de inércia do rotor, onde o valor utilizado na
simulação foi o fornecido pelo fabricante.
O Modelo 2 do motor apresenta valores mais próximos daqueles obtidos experimen-
talmente. Dessa forma, esse modelo será o utilizado para a obtenção das perdas no motor que
irão gerar as entradas do modelo térmico, conforme apresentado no capítulo 2.
5.3 DETERMINAÇÃO DOS PARÂMETROS DO MODELO TÉRMICO DO MOTOR DE
INDUÇÃO
Os parâmetros do modelo térmico são determinados a partir do transitório da tempera-
tura do estator e do regime permanente da temperatura do rotor e do estator. Para tanto, o ensaio
realizado na velocidade síncrona, apresentado no capítulo 4, seção 4.2, é utilizado. Esse ensaio
também foi utilizado na seção 5.1 para determinação da indutância de magnetização do modelo
elétrico.
Apenas a parcela de elevação de temperatura causada pelas perdas nos enrolamentos
do motor e no ferro é utilizada para determinar os parâmetros do modelo térmico. A utilização
da elevação de temperatura ocasionada pelas perdas de natureza eletromagnética é justificável
pelo fato de que toda essa potência é dissipada em forma de calor na máquina. Já na parcela
de perdas mecânicas não se pode afirmar se toda a potência de perdas gerou aquecimento no
motor. Parte das perdas mecânicas é dissipada em calor nos rolamentos do motor e outra parcela
é utilizada para ventilação forçada.
A média da elevação de temperatura dos oito sensores, ocasionada pelas perdas eletro-
magnéticas, apresentada inicialmente na Figura 37 no capítulo 4, seção 4.2, é apresentada na
Figura 46. É realizado ainda o ajuste do valor experimental por uma exponencial de segunda
ordem, onde o valor do coeficiente de correlação é de 0,99. Utiliza-se o ajuste exponencial de
segunda ordem devido à característica do modelo térmico utilizado, que é de segunda ordem. O
valor ajustado é dado por:
Ts(t) = K1+K2eσ1t+K3eσ2t = 15,65−13,13e−0,001074t−2,65e−0,00474t , (90)
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dessa forma, K1 = 15,65, K2 =−13,13, K2 =−2,65, σ1 =−0,001074 e σ2 =−0,00474.
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Figura 46: Elevação de temperatura média no estator do motor ocasionada pelas perdas nos enro-
lamentos do estator e perdas no ferro.
O valor de K1 é igual à temperatura do motor em regime. Pela equação (69), apresen-
tada no capítulo 3, determina-se o valor da condutividade térmica equivalente Geq. A potência
de entrada é igual a 175,35 W, conforme foi apresentado na Tabela 6. Dessa forma:
Geq =
Pin
∆Ts
=
175,35
15,61
= 11,2 W/oC (91)
onde ∆Ts representa a variação de temperatura do estator, devido apenas às perdas de natureza
elétricas. Considera-se que a condutividade térmica do estator é 85 % da condutividade térmica
equivalente. Dessa forma:
Gs = 0,85×11,2 = 9,52 W/oC. (92)
A condutividade térmica do rotor Gr é determinada pela potência de entrada Pin que
é conduzida para o rotor e, posteriormente, para o ambiente. A parcela da potência de entrada
Pin que é dissipada do estator para o ambiente é igual a Gs∆Ts. A variação de temperatura
medida no rotor através da câmera térmica é de 7oC . Dessa forma, a condutividade térmica Gr
é determinada por:
Gr =
Pin−Gs∆Ts
∆Tr
=
175,35−9,52×15,65
7
= 3,76 W/oC, (93)
com as condutividades térmicas do rotor e do estator é possível determinar a condutividade
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térmica entre rotor e estator Gsr. A partir da condutividade térmica equivalente, determinada
pela equação (70), é possível obter o valor de Gsr. Logo, a condutividade térmicaGsr é calculada
por:
Gsr =
Gr
(
Geq−Gs
)
Gs+Gr−Geq =
3,76(11,2−9,52)
9,52+3,76−11,2 = 3,1 W/
oC. (94)
Resta agora determinar as capacitâncias térmicas do estator Cs e do rotor Cr. Inicial-
mente, é estimada a capacitância térmica do estator a partir de um ajuste por uma exponencial
de primeira ordem da elevação de temperatura do estator. Em uma exponencial de primeira or-
dem, o único parâmetro a ser analisado no transitório é o tempo de assentamento, determinado
pela constante de tempo τ , onde τ =Cs/Geq. Com o valor de τ pode ser determinada a estima-
tiva inicial para a capacitância térmica do estator. O tempo em que um sistema representado por
uma exponencial de primeira ordem leva para atingir 99% de seu valor em regime é igual a 5τ .
A partir da análise do gráfico apresentado na Figura 46, o tempo em que a curva da elevação
de temperatura atinge 99% do valor em regime é de 4447 s. Logo, 5τ = 4447 e a capacitância
térmica do estator é dada por:
Cs =
τGeq
5
=
4447×11,2
5
= 9970 J/oC. (95)
A estimativa inicial para a capacitância térmica do rotor é igual a 1/3 do valor de Cs.
Logo, o valor de Cr será de 3323 J/oC . Os polos da função de transferência para a temperatura
no estator são os valores de σ1 e σ2. Como os valores das condutividades térmicas foram
determinados e as capacitâncias térmicas foram estimadas, é possível agora calcular o valor dos
polos para a função de transferência. O polinômio característico dessa função, de acordo com a
equação (71), é dada por:
D(s) = s2+ s
Cs (Gsr+Gr)+Cr (Gsr+Gs)
CsCr
+
Gsr (Gr+Gs)+GsGr
CsCr
, (96)
para os valores obtidos até aqui, os polos do sistema são σ1 = −0,00099 e σ2 = −0,0023. O
valor do primeiro polo já está próximo do valor desejado, que é obtido pelo ajuste da resposta da
temperatura do estator. Já o valor do segundo polo apresenta uma diferença maior no seu valor,
se comparado ao valor desejado. Deve-se agora alterar os valores das capacitâncias térmicas de
modo a ajustar o valor dos polos.
A capacitância térmicaCs apresenta uma forte influência sobre o valor de σ1. Por outro
lado, a capacitância térmica Cr apresenta uma maior influência sobre o polo σ2. Dessa forma,
deve-se ajustar o valor de Cs, mantendo o valor de Cr fixo, de modo o ajustar o polo σ1. Para o
polo σ2, o valor deCr deve ser ajustado para obter o valor desejado. Os valores desejados são os
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indicados na equação (90). Os valores obtidos são Cs = 9500 e Cr = 1520. Pode-se notar que o
valor da capacitância térmica Cs possui o valor próximo da estimativa inicial, já a capacitância
Cr teve o valor reduzido para um pouco menos da metade da estimativa inicial. Isso se deve
ao fato de o valor de σ1 estar mais próximo do valor desejado se comparado ao valor de σ2. A
Tabela 16 apresenta os valores obtidos para o modelo térmico do motor de indução.
Tabela 16: Parâmetros do modelo térmico obtidos através do ensaio de elevação de temperatura.
PARÂMETROS DO MODELO TÉRMICO
Condutividade térmica do estator Gs 9,52 W/oC
Condutividade térmica do rotor Gr 3,76 W/oC
Condutividade térmica entre rotor e estator Gsr 3,1 W/oC
Capacitância térmica do estator Cs 9500 J/oC
Capacitância térmica do rotor Cr 1520 J/oC
A partir dos parâmetros do modelo térmico é possível ainda determinar a parcela das
perdas mecânicas que efetivamente ocasionaram elevação de temperatura. Como a dissipação
de energia em forma de calor é localizada nos rolamentos do motor não se pode afirmar se essa
energia foi dissipada no estator ou no rotor da máquina. É importante determinar qual parcela
das perdas mecânicas são dissipadas no rotor e no estator para que seja possível inserir essas
perdas no modelo térmico do motor.
O modelo térmico em regime permanente é utilizado para determinar os valores de Ps
e Pr resultantes das perdas mecânicas. Como apresentado no capítulo 4, seção 4.2, a elevação
de temperatura devido às perdas mecânicas é de 4 oC para o estator e 7 oC para o rotor. Dessa
forma, o modelo térmico é apresentado na Figura 47 em regime permanente para a elevação de
temperatura devido às perdas mecânicas.
Ps Pr
Ambiente
o9,52 W/ C
oΔT=4 Cs
oΔT=7 Cr
o3,76 W/ C
o3,1 W/ C
Figura 47: Modelo térmico do motor de indução em regime para elevação de temperatura devido
às perdas mecânicas.
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A partir da análise do modelo térmico em regime permanente, apresentado na Figura
47, é possível escrever as expressões:
Ps = Gs∆Ts+Gsr (∆Ts−∆Tr) (97a)
Pr = Gr∆Tr+Gsr (∆Tr−∆Ts) , (97b)
o que resulta em uma potência de 28,78 W para o estator e 35,62 W para o rotor. A fim de
facilitar a representação dessas perdas e, por consequência, a inserção no modelo térmico as
perdas mecânicas para o rotor e para o estator são representados em percentual das perdas
mecânicas totais. Dessa forma:
Psmec = 0,25Pmech (98a)
Prmec = 0,31Pmech, (98b)
onde Psmec representa a parcela das perdas mecânicas que é dissipada no estator, Prmec representa
a parcela das perdas mecânicas que é dissipada no rotor e Pmech representa as perdas mecânicas
totais. Como pode ser observado na equação (98), 56 % das perdas mecânicas totais são dissi-
padas em forma de calor, dos quais 25 % dissipadas no estator e 35 % dissipadas no rotor. O
restante das perdas mecânicas é utilizado para a ventilação forçada do motor.
O modelo térmico utilizado neste trabalho é considerado linear. Isso implica que o
princípio da superposição pode ser aplicado. Logo, para determinar a elevação de temperatura
do motor devido às perdas no rotor e no estator e perdas mecânicas basta efetuar a soma das
potências de perdas de cada parcela.
5.4 SIMULAÇÃO E VALIDAÇÃO DO MODELO TÉRMICO DO MOTOR DE INDUÇÃO
Inicialmente, é apresentada a simulação para a temperatura no estator utilizando apenas
a potência média obtida no ensaio da velocidade síncrona, ou seja 175,35 W. A equação em
espaço de estado do modelo térmico, apresentada na equação (45), é simulada com um tempo
total foi de 5000 s e um passo de integração de 0,001 s.
O resultado para a simulação é apresentado na Figura 48. Observa-se que a simulação
considerando uma perda fixa apresenta uma boa aproximação. Durante o transitório da tempe-
ratura existe uma diferença máxima de 0,75 oC entre o valor medido e o simulado, ocorrendo
em t = 500 s. Ainda durante o transitório de temperatura, o valor simulado torna-se igual ao
valor medido, em t = 1500 s. A diferença entre os valores experimentais e simulados tem como
origem diferenças entre o comportamento térmico do motor e os parâmetros utilizados no mo-
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delo. Conforme foi apresentado na seção 5.3, o comportamento térmico do motor de indução
foi considerado linear. Além disso, no modelo térmico utilizado foi considerada apenas a tem-
peratura média, sendo que a dinâmica de temperatura ao longo de todo o estator do motor não
é idêntica, como apresentado no capítulo 4. Existe ainda o erro entre o valor medido e o simu-
lado proveniente do método numérico utilizado para resolução das equações de estado. Para
um passo de integração maior na resolução das equações de estado a tendência é que o erro
entre o valores medidos e simulados aumente. Um passo de integração menor para resolução
das equações de estado do modelo térmico irá se refletir em um maior tempo de simulação.
Entretanto, a diferença de temperatura entre o valor medido e simulado durante o transitório
do motor também é observada em trabalhos que utilizam o mesmo modelo térmico do motor
de indução (BOYS; MILES, 1994; MORENO; HIDALGO; MARTINEZ, 2001; ZHANG; DU;
HABETLER, 2010). Para a temperatura do rotor, durante o transitório, não é possível comparar
com valores medidos. Entretanto, a variação de temperatura do rotor em regime foi de 7 oC ,
mesmo valor observado nos resultados experimentais. O valor da temperatura do rotor medido
em regime é indicado no gráfico da Figura 48.
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Figura 48: Simulação para a elevação de temperatura do estator e do rotor a partir da solução das
equações de estado.
Por fim, é realizada a simulação para o motor considerando uma variação das perdas.
A partir das perdas apresentadas no capítulo 4, seção 4.2, é efetuada a simulação da elevação de
temperatura do rotor e do estator do motor. O motor permanece desligado no intervalo de tempo
para t > 4 minutos, sendo que no intervalo de tempo compreendido em 4 < t < 75 minutos tem
início o giro mecânico. Assim, as perdas do motor correspondem às perdas mecânicas, sendo
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representadas pela equação (98). Após t ≥ 75 o motor é ligado e a parcela de perdas nos
enrolamentos do estator e no ferro é adicionada às perdas mecânicas do lado do estator. O
resultado dessa simulação é apresentado na Figura 49.
Tr = 14 oC
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Figura 49: Simulação térmica considerando as perdas mecânicas e eletromagnéticas
Observa-se pela simulação da Figura 49 que o comportamento da temperatura do es-
tator se apresentou próximo ao medido durante os dois intervalos de tempo. As pequenas dife-
renças durante o transitório, também observadas na Figura 48, se mantiveram. Os valores em
regime para a temperatura do estator devido às perdas mecânicas e perdas eletromagnéticas são
os mesmos tanto para o valor simulado quanto para o experimental. A forma de inserir as per-
das mecânicas no modelo térmico apresentada na seção 5.3 se mostraram válidas para o motor
em estudo. Para a temperatura do rotor, os valores em regime foram os mesmos obtidos experi-
mentalmente. Como já foi discutido, não foi realizada nenhuma medição durante o transitório
de temperatura do rotor e a temperatura em regime medida também é indicada na Figura 49.
5.5 SIMULAÇÃO DO MODELO ELÉTRICO COM VARIAÇÃO DAS RESISTÊNCIAS DO
MODELO
A elevação de temperatura do motor acarreta variações nas resistências do rotor e es-
tator. Na seção 5.1 foram apresentadas as relações das variações das resistências em função da
temperatura. Para o estator, a expressão de variação da temperatura é apresentada na equação
(77). Para as resistências do rotor é utilizada a equação (77).
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O motor utilizado no laboratório possui classe de isolação B. De acordo com a ABNT7094,
motores com essa classe de isolação suportam uma temperatura máxima de 130oC . A fim de
verificar o efeito da temperatura sobre o motor realizou-se uma simulação com o motor a plena
carga na condição crítica de temperatura. Em T = 130 oC , o valor da resistência elétrica do
estator é de rs = 1,62 Ω e do rotor é de rr = 1,41 Ω. O resultado para a simulação nessas
condições é apresentada na Tabela 17 com a simulação realizada para o motor em temperatura
de 30 oC e com os valores nominais do motor.
Tabela 17: Valores simulados para diferentes temperaturas do motor.
Parâmetro Simulado a 30 oC Simulado a 130 oC Valores nominais
Potência de saída 3,7 kW 3,6 kW 3,7 kW
Potência de entrada 4,3 kW 4,4 kW 4,4 kW
Rendimento 0,86 0,84 0,84
Fator de potência 0,89 0,89 0,88
Corrente 7,3 A 7,4 A 7,5 A
Velocidade 3485 rpm 3435 rpm 3485 rpm
Pelos valores simulados na tabela 17 observa-se uma diferença de 2% no valor da efi-
ciência do motor, justificável pelo aumento do valor das resistências elétricas. A velocidade
do motor também apresenta diferenças entre as duas simulações, o que indica uma redução na
potência de saída do motor já que o torque de carga utilizado na simulação foi o mesmo para
os dois casos. Devido ao aumento das perdas, a corrente de entrada do motor com temperatura
maior apresenta valor mais elevado. A partir da simulação das duas situações pode-se afirmar
que a simulação para a temperatura do motor em 30oC se aproxima mais dos parâmetros nomi-
nais do motor. Essa afirmação pode ser feita devido ao fato de o motor simulado não contemplar
todas as perdas reais do motor, principalmente as perdas suplementares (stray losses). Dessa
forma, uma eficiência maior para a simulação com temperatura de 30oC comparada ao valor
nominal do motor já é esperada. Os valores de corrente e fator de potência apresentam diferen-
ças inferiores a 1% entre a simulação para a temperatura de 30oC e a temperatura de 130oC ,
o que em um primeiro instante não justifica a inclusão da variação térmica das resistências no
modelo. Entretanto, em aplicações de controle vetorial do motor a variação no valor das re-
sistências elétricas passa a ter uma maior importância já que a velocidade do motor apresenta
uma variação de 50 rpm. A variação paramétrica do motor é importante ainda em sistema de
controles onde se busca a máxima eficiência do motor, já que a eficiência do motor apresentou
uma variação de 2% para a variação de temperatura simulada.
6 CONCLUSÕES E SUGESTÕES PARA TRABALHOS FUTUROS
6.1 CONCLUSÕES
Neste trabalho foram apresentados a validação dos modelos elétrico e térmico de um
motor de indução trifásico. Para a monitoração de temperatura foram utilizados redes de Bragg
em fibra ótica. A utilização das redes de Bragg em fibra ótica possibilita o monitoramento de
oito pontos ao longo do estator do motor, além disso o tempo de resposta do sensor permite
associar oscilações de temperatura a oscilações de corrente e tensão de alimentação do motor.
Devido à imunidade eletromagnética dos sensores a fibra ótica é possível ainda a medição de
oscilações de temperatura na ordem de 0,5oC no estator do motor. Quanto aos resultados das
simulações do modelo elétrico do motor, obteve-se uma diferença de 3,6% para a corrente de
entrada do motor e 0,1% para a velocidade e potência de saída quando comparados aos valores
nominais do motor. O modelo térmico apresenta uma diferença máxima de 0,75oC durante o
transitório da temperatura do estator, sendo que os valores de temperatura simulado e experi-
mental em regime convergem.
O arranjo experimental desenvolvido para o trabalho permite a aquisição dos parâme-
tros térmico, elétrico e mecânico do motor de indução. A aquisição dos sinais elétricos (tensão
e corrente) junto com o sinal de torque enviados para o amplificador universal são realizadas
simultaneamente aos sinais de temperatura fornecido pelo interrogador ótico. Essa aquisição
de sinais simultâneos possibilita relacionar transitórios de temperatura a transitórios elétricos,
como no caso da partida do motor apresentado na seção 4.1 onde observa-se uma taxa de varia-
ção de temperatura de 1,3oC /s.
A medição de temperatura utilizando sensores a fibra ótica é possível devido ao encap-
sulamento desenvolvido. O encapsulamento, que consiste em um tubo de aço inoxidável onde
a rede de Bragg é posicionada no interior desse tubo, não sofre deformação mecânica quando
colado sobre outra superfície. Nos ensaios apresentados na seção 3.3, o coeficiente de variação
térmica do sensor encapsulado se manteve praticamente constante, enquanto o coeficiente da
fibra sem encapsulamento passou de 0,011 nm/oC para 0,029 nm/oC quando colado sobre uma
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chapa de alumínio. A variação de coeficiente no ensaio realizado evidencia que a FBG sofre
deformação mecânica devido a expansão térmica da chapa de alumínio. Essa diferença tende
a aumentar para temperaturas mais elevadas. Embora seja apresentada a instrumentação ape-
nas do motor de indução, o encapsulamento utilizado neste trabalho pode ser aplicado a outras
máquinas elétricas, tais como transformadores e geradores síncronos.
Com a instrumentação ótica aplicada ao motor de indução é obtida a distribuição de
temperatura ao longo do estator do motor. Na seção 4.1 foi apresentada a elevação de tem-
peratura do motor desde a partida até a entrada em regime. Pequenas oscilações na tensão de
alimentação ocasionaram oscilações de temperatura de 0,5oC . A instrumentação ótica pos-
sibilita ainda a separação da elevação da temperatura do motor devido às perdas mecânicas e
perdas eletromagnéticas do motor, apresentada na seção 4.2. A distribuição não uniforme de
temperatura do estator do motor medida pelos sensores óticos mostrou-se de acordo com o ob-
tido através de uma câmera térmica, apresentadas nas Figuras 36 e 37 na seção 4.2. A diferença
observada entre os valores medidos pela câmera térmica e os sensores óticos deve-se a posi-
ção dos sensores. Os sensores óticos apresentam uma temperatura mais elevada por estarem
posicionados na parte interna do motor, próximos as fontes de calor da máquina. A média de
temperatura obtida no ensaio da Figura 35 apresentado na seção 4.2 possibilitou a determinação
dos parâmetros térmicos do modelo do motor de indução.
Neste trabalho foram apresentados dois modelos do motor de indução que contemplam
as perdas no ferro para uma frequência fixa. O primeiro modelo apresentado possui uma resis-
tência de perdas no ferro em paralelo com a indutância de magnetização, denominado neste
trabalho de Modelo 1. No segundo modelo, denominado por Modelo 2, a resistência de perdas
no ferro é inserida logo após a resistência do estator. Os resultados de simulação em compara-
ção com os resultados experimentais e os valores nominais do motor mostram que o Modelo 2
apresenta uma melhor aproximação. Na Tabela 14 os valores obtidos em simulação com carga
nominal para o Modelo 1 apresentam uma diferença de 82,1% para a corrente, 2,7% para a
potência de saída e 3,6% para a velocidade quando comparados aos valores nominais do motor.
Para o Modelo 2, em comparação aos valores nominais do motor, é obtida uma diferença de
3,6% para a corrente de entrada do motor e 0,1% para a velocidade e potência de saída. As
diferenças obtidas entre os dois modelos são devidas as alterações nas equações de fluxos mag-
néticos do Modelo 1. No Modelo 1, a resistência de perdas no ferro apresenta uma alteração
nas correntes de magnetização e na forma de se determinar as equações de fluxo e de torque
eletromagnético. Já o Modelo 2 não apresenta alterações significativas na forma de se determi-
nar as equações de fluxo e de torque eletromagnético, sendo essa a causa da divergência entre
os dois modelos apresentados.
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Os ensaios realizados para determinação do modelo elétrico, baseados na IEEE 112,
atendem ao objetivo de determinar os parâmetros do modelo elétrico. A única alteração rea-
lizada nos ensaios propostos pela IEEE 112 é no ensaio a vazio. Esse ensaio passou a ser
realizado com o motor girando na velocidade síncrona, assim a potência de entrada pode ser
dividia em perdas nos enrolamentos do estator e perdas no ferro. O ensaio a vazio convencional
induz a algumas incertezas, principalmente pelo efeito das perdas das correntes induzidas no ro-
tor. No ensaio na velocidade síncrona esse efeito é minimizado, já que não há escorregaremo e,
por consequência, não há correntes induzidas no rotor. Dessa forma, a potência de entrada será
igual a soma das perdas por efeito Joule nos enrolamentos do estator e as perdas no ferro. Foi
apresentado ainda um ensaio que permite determinar as perdas mecânica do motor de indução
e, a partir dessas perdas, obter o valor do torque de perdas e do coeficiente de atrito viscoso.
O modelo térmico do motor de indução ajustou-se de forma satisfatória durante o tran-
sitório e em regime para a temperatura do estator. Durante o transitório, a diferença de tem-
peratura máxima observada entre os valores simulados e o experimental foi de 0,75oC . Já em
regime, os valores simulados e experimentais foram os mesmos. A diferença durante o transi-
tório de temperatura entre os valores simulados e os experimentais também foi observada em
outros trabalhos (MEZANI; TAKORABET; LAPORTE, 2005; GAO et al., 2008). O principal
diferencial do modelo térmico apresentado neste trabalho é a inclusão das perdas mecânicas na
elevação de temperatura do motor. Nos modelos apresentados por outros autores considera-se
apenas as perdas de natureza eletromagnéticas (ZHANG; DU; HABETLER, 2010; PLOTKIN;
STIEBLER; SCHUSTER, 2008). Quanto aos parâmetros obtidos para o modelo térmico, os
valores são coerentes com os obtidos por outros autores (MORENO; HIDALGO; MARTINEZ,
2001; BOYS; MILES, 1994).
O efeito da variação paramétrica do modelo elétrico devido à elevação de temperatura
é simulado, onde os resultados obtidos são apresentados na Tabela 17. As principais alterações
nos valores obtidos em simulação para a variação das resistências elétricas do motor devido à
elevação de temperatura foram a velocidade do motor em regime e o rendimento. O rendimento
do motor passa de 0,86 com o motor a uma temperatura de 30oC para 0,84 com temperatura
de 130oC . Já a velocidade teve uma redução de 50 rpm quando o motor passa de 30oC para
130oC . Esses resultados indicam que em sistemas de controle onde se busca a máxima eficiên-
cia de motores de indução ou o controle de velocidade da máquina as alterações paramétricas
do modelo elétrico do motor devem ser levadas em consideração. A variação das resistências
elétricas do motor de indução devido a elevação de temperatura já foi levada em consideração
no controle de velocidade de motores de indução por Duran et al, 2004 (DURAN; FERNAN-
DEZ, 2004). Já em técnicas de controle da máxima eficiência do motor não foram encontradas
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referências sobre a utilização da variação paramétrica do modelo do motor devido a elevação
de temperatura. O modelo térmico apresentado neste trabalho também é utilizado para estimar
a temperatura do motor de indução sem a utilização de sensores (HURST; HABETLER, 1997;
ZHANG; DU; HABETLER, 2010).
A técnica de instrumentação a fibra ótica associada ao arranjo experimental utilizado
no trabalho possibilitou a determinação da elevação de temperatura referente as perdas mecâ-
nicas do motor. As características dos sensores a fibra ótica apresentado durante o trabalho
justifica sua aplicação para medição de temperatura em motores de indução. A imunidade
eletromagnética, o tamanho reduzido do sensor e a possibilidade de multiplexação de vários
sensores na mesma fibra são as principais características dos sensores a fibra ótica para a apli-
cação em motores de indução. Todavia, para uma aplicação industrial, os custos envolvidos no
processo de instrumentação ainda são elevados. O principal custo está na compra do interro-
gador ótico. Desse ponto de vista, a instrumentação de motores pequenos, como o apresentado
neste trabalho, não é viável economicamente para aplicações industriais uma vez que o custo
da instrumentação supera o valor do motor. Entretanto, em máquinas que apresentam um custo
mais elevado, como motores de alta tensão, a instrumentação ótica passa a ser uma alternativa
viável economicamente. Essas aplicações são discutidas na seção 6.2.
6.2 SUGESTÕES PARA TRABALHOS FUTUROS
Como trabalhos futuros, pode-se citar a aplicação das redes de Bragg em fibra ótica
para monitor a temperatura em geradores síncronos em usinas hidrelétricas. A possibilidade de
multiplexação em comprimento de onda permite a medição de pontos de interesse do gerador
fazendo uso de uma única fibra ótica. O monitoramento dos pontos de interesse possibilitará
detectar fontes de calor pontuais durante a operação do gerador evitando assim que falhas na
máquina ocorram. O rápido tempo de resposta do sensor observado durante os ensaios realiza-
dos neste trabalho podem indicar condições desfavoráveis de operação de um gerador síncrono,
tais como desbalanceamento temporário de fases e operação sob cargas não lineares. Além dos
geradores síncronos, a aplicação em motores de indução de alta tensão também representa uma
área a ser estudada, tendo em vista o custo destes tipos de máquina.
Quanto ao modelo elétrico apresentado neste trabalho, existem ainda alguns parâme-
tros na modelagem a serem investigados. O primeiro deles é o comportamento das perdas no
ferro em função da frequência. Como discutido no capítulo 2, as perdas no ferro apresentam
uma dependência da tensão e da frequência. Com a modelagem das perdas do ferro em função
da frequência será possível determinar as perdas do motor de indução quando acionados por
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uma frequência diferente da nominal ou sob regime de alimentação não senoidal. Além disso,
existe a necessidade de incluir as perdas no motor de indução que foram desprezadas neste tra-
balho, principalmente as perdas complementares do rotor e do estator. A questão da saturação
magnético do motor também foi desconsiderada, sendo um outro parâmetro a ser incluso no
modelo elétrico do motor.
A utilização de um inversor de frequência de maior potência irá possibilitar a realização
de ensaios no motor com carga nominal. Dessa forma, os parâmetros de comparação passarão
a ser valores experimentais e não os valores fornecidos pelo fabricante. Além disso, valores de
cargas intermediários podem ser ensaiados e não apenas as condições de motor a vazio e plena
carga. Em geral, autores que utilizam o mesmo modelo térmico apresentado neste trabalho
realizam ensaios e simulações com 25% e 50% de carga (MORENO; HIDALGO; MARTINEZ,
2001; PLOTKIN; STIEBLER; SCHUSTER, 2008).
Quanto ao modelo térmico do motor de indução, deve-se desenvolver uma técnica de
instrumentação da temperatura do rotor. A partir da dinâmica da temperatura do rotor o modelo
térmico da máquina pode ser determinado com maior facilidade. Já as condutividades térmicas
do modelo elétrico do motor foram consideradas apenas para a frequência nominal do motor.
O principal efeito sobre a velocidade do motor é a diminuição da ventilação forçada, o que
dificulta a troca de calor com o ambiente. Dessa forma, a condutividade térmica do modelo
irá apresentar uma redução com velocidade abaixo da nominal. Esse efeito é evidenciado por
fabricantes de motores de indução, que em geral, apresentam tabelas que limitam o valor má-
ximo da corrente nominal do motor quando este opera em velocidades abaixo da nominal. A
instrumentação ótica pode ser ainda utilizada para validação de algoritmos para determinação
da temperatura do rotor e estator do motor de indução. A principal vantagem das técnicas de
medição de temperatura sem a utilização de sensores é o baixo custo de implementação em
ambientes industriais (ZHANG; DU; HABETLER, 2010).
Por fim, a variação paramétrica observada no modelo elétrico do motor de indução
pode ser associada a alguma técnica de controle vetorial do motor. Isso irá possibilitar um
melhor desempenho do controlador utilizado, melhorando, entre outros fatores, o tempo de
resposta do sistema e diminuindo o erro de regime. Nas técnicas de controle que buscam a
máxima eficiência do motor para diferentes tipos de cargas, poderá ser obtido de forma mais
rápida o ponto de máxima potência do motor. A aplicação do modelo térmico para determinar
a variação paramétrica do modelo do motor de indução já foi realizada em sistemas de controle
de velocidade (DURAN; FERNANDEZ, 2004).
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APÊNDICE A -- OBTENÇÃO DO MODELO DO MOTOR DE INDUÇÃO POR
VARIÁVEIS DE ESTADO
Será apresentada a obtenção da representação por espaço de estado para os modelos
do motor de indução utilizados no trabalho. Inicialmente é apresentado a modelagem para o
modelo em eixo d−q convencional. Na sequência, o modelo contemplando as perdas no ferro
em paralelo com a indutância de magnetização é apresentado.
A.1 REPRESENTAÇÃO POR ESPAÇO DE ESTADO PRA O MODELO D−Q CONVEN-
CIONAL
O circuito elétrico equivalente desse modelo é apresentado na Figura 50.
As equações para a tensão de entrada do motor são dadas por:
vqs = rsiqs+ωφds+
•
φqs (99a)
vds = rsids−ωφqs+
•
φds (99b)
vqr = rriqr+(ω−ωr)φdr+
•
φqr (99c)
vdr = rridr− (ω−ωr)φqr+
•
φdr (99d)
rs
ωφds Lls
LM
Llr
( - )r drω ω φ rr
iqriqsvqs vqr
rs
ωφqs Lls
LM
Llr
( - )r qrω ω φ rr
idsvds vdridr
Figura 50: Representação em eixo d−q para o modelo elétrico do motor de indução convencional.
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as equações de fluxo magnético são dadas por:
φqs = Llsiqs+LM
(
iqs+ iqr
)
(100a)
φds = Llsids+LM (ids+ idr) (100b)
φqr = Llriqr+LM
(
iqs+ iqr
)
(100c)
φdr = Llridr+LM (ids+ idr) (100d)
a partir da substituição das equações de fluxo magnético 100 nas equações de tensão 99 é obtido:
vqs = rsiqs+ω [Llsids+LM (ids+ idr)]+
[
Lls
•
iqs+LM
( •
iqs+
•
iqr
)]
(101a)
vds = rsids−ω
[
Llsiqs+LM
(
iqs+ iqr
)]
+
[
Lls
•
ids+LM
( •
ids+
•
idr
)]
(101b)
0 = rriqr+(ω−ωr) [Llridr+LM (ids+ idr)]+
[
Llr
•
iqr+LM
( •
iqs+
•
iqr
)]
(101c)
0 = rridr− (ω−ωr)
[
Llriqr+LM
(
iqs+ iqr
)]
+
[
Llr
•
idr+LM
( •
ids+
•
idr
)]
(101d)
O torque eletromagnético gerado pelo motor é igual ao torque de aceleração somado
ao torque de perdas e ao torque da carga. Dessa forma, pode-se escrever:
Te = J
2
P
•
ωr+b
2
P
ωr+TL⇒ TL = Te− J 2P
•
ωr−b 2Pωr, (102)
onde o torque da carga deve ser colocado em evidência pois é uma das entradas do sistema. As
outras entradas são as tensões de alimentação do estator. A equação do torque eletromagnético
em função das correntes do rotor e do estator é dada por:
Te =
(
3
2
)(
P
2
)
LM
(
iqsidr− idsiqr
)
, (103)
através da substituição da equação 103 na equação 102 é obtido:
TL =
(
3
2
)(
P
2
)
LM
(
iqsidr− idsiqr
)− J 2
P
•
ωr−b 2Pωr. (104)
Pode-se agora escrever as equações que descrevem a dinâmica do motor na forma:
u = A′
•
x+B′x (105)
onde a matriz u é a matriz de entrada do sistema, dada por:
uT =
[
vqs vds 0 0 TL
]
. (106)
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A matriz de estado do sistema x é dada por:
xT =
[
iqs ids idr iqr ωr
]
. (107)
A matriz A′ é dada por:
A =

Lls+LM 0 LM 0 0
0 Lls+LM 0 LM 0
LM 0 Llr+LM 0 0
0 LM 0 Llr+LM 0
0 0 0 0 −J 2
P

. (108)
Por fim, a matriz B′ ’e dada por:
rs ωLls+ωLM 0 ωLM 0
−ωLls−ωLM rs −ωLM 0 0
0 (ω−ωr)LM r′r (ω−ωr)L′lr+(ω−ωr)LM 0
−(ω−ωr)LM 0 −(ω−ωr)L′lr− (ω−ωr)LM r′ 0
3P
4
LMi′dr −3P4 LMi
′
qr 0 0 −b 2P
.
(109)
Entretanto, a forma de representação de um sistema por espaço de estado apresentada
na equação 105 não é forma utilizada. O modelo do motor foi inicialmente representada pela
equação 105 por ser mais facilmente encontrada a partir das equações de tensão do motor.
Deve-se agora obter a representação do modelo em espaço de estado do motor na forma:
•
x= Ax+Bu, (110)
onde a matriz A recebe o nome de matriz de sistema e B é denominado matriz de saída. Ao
analisar a equação 105 é possível escrever:
•
x = A′−1
(
u−B′x) , (111)
por comparação, pode-se escrever:
B = A′−1 (112a)
A = −A′−1B′. (112b)
Observa-se que a matriz B′ apresenta uma dependência da velocidade do motor ωr.
Logo, para simulação do motor essa matriz deve ser atualizada a cada passo de cálculo. O caso
mais comum de resolução de equações em espaço de estado é a utilização de um laço for ,
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portanto essa matriz deve ser atualizada no início do laço. A necessidade de calcular a inversa
da matriz A′ não representa nenhum problema durante a simulação.
A.2 REPRESENTAÇÃO POR ESPAÇO DE ESTADO PRA O MODELO COM PERDAS
NO FERRO EM PARALELO À INDUTÂNCIA DE MAGNETIZAÇÃO
O circuito elétrico equivalente para o modelo com a resistência de perdas no ferro RFe
em paralelo à indutância de magnetização é apresentada na Figura 51.
vqs
rs ωL ils ds Lls Llr ωL ilr dr rr ω φr dr
RFe
LM
ωL iM dm
vqr
vds
rs ωL ils qs Lls Llr ωL ilr qr rr ω φr qr
RFe
LM
ωL iM qm
vdr
iqs iqFe iqm iqr
ids idFe idm idr
Figura 51: Modelo elétrico do motor de indução contemplando as perdas no ferro em paralelo ao
ramo de magnetização.
São utilizados os mesmos passos apresentados na seção A.1. O primeiro passo é es-
crever as equações de tensão:
vqs = rsiqs+ωφds+
•
φqs (113a)
vds = rsids−ωφqs+
•
φds (113b)
vqr = rriqr+(ω−ωr)φdr+
•
φqr (113c)
vdr = rridr− (ω−ωr)φqr+
•
φdr (113d)
As equações de fluxo magnético apresentam diferenças devido a presença do resistên-
cia de perdas no ferro RFe. No modelo tradicional, a corrente de magnetização é igual a soma
da corrente do rotor e do estator, tanto para o eixo q como para o eixo d. Deve-se então utilizar
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uma nova variável para a corrente de magnetização, denominada de iqm para o eixo q e idm para
o eixo d. Dessa forma, as equações de fluxo magnético podem ser escritas como:
φqs = Llsiqs+LMiqm (114a)
φds = Llsids+LMidm (114b)
φqr = Llriqr+LMiqm (114c)
φdr = Llridr+LMidm (114d)
O modelo com a resistência de perdas no ferro em paralelo à indutância de magnetiza-
ção apresenta uma ordem superior comparado ao modelo tradicional. As correntes de magne-
tização passam a ser novas variáveis de estado do sistema. Dessa forma, duas novas equações
devem ser determinadas para a resolução do sistema em espaço de estado. A partir da análise
do ramo magnetizante é possível escrever:
0 = LM
•
iqm+ωLMidm−RFe
(
iqs+ iqr− iqm
)
(115a)
0 = LM
•
idm+ωLMiqm−RFe (ids+ idr− idm) (115b)
A equação do torque eletromagnético em função do fluxo magnético é dada por:
Te =
3
2
P
2
(
φdsiqs−φqsids
)
, (116)
a partir da substituição do fluxo magnético em função das correntes de magnetização iqm e idm,
é possível escrever:
Te =
(
3
2
)(
P
2
)[
(Llsids+LMidm) iqs−
(
Llsiqs+LMiqm
)
ids
]
=
(
3
2
)(
P
2
)
LM
[
idmiqs− iqmids
]
.
(117)
A relação entre o troque eletromagnético e o torque de carga continua idêntica ao
modelo tradicional. Dessa forma, é possível escrever:
TL =− 2PJ
•
ωr− 2PDωr+
(
3
2
)(
P
2
)
LM
[
idmiqs− iqmids
]
. (118)
Com as equações apresentadas até agora, é possível determinar os termos da equação
(105). A matriz de entrada do sistema é dada por:
u =
[
vqs vds 0 0 0 0 TL
]T
, (119)
a matriz de estado para o modelo com resistência de perdas em paralelo à indutância de magne-
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tização é dado por:
u =
[
iqs ids iqr idr iqm idm ωr
]T
, (120)
observa-se que o sistema possui duas variáveis de estado adicionais.
A matriz A′ é dada por:
Lls 0 0 0 LM 0 0
0 Lls 0 0 0 LM 0
0 0 Llr 0 LM 0 0
0 0 0 Llr 0 LM 0
0 0 0 0 LM 0 0
0 0 0 0 0 LM 0
0 0 0 0 0 0 −J 2
P

(121)
a matriz B′ é dada por:
rs ωLls 0 0 0 ωLM 0
−ωLls rs 0 0 −ωLM 0 0
0 0 r′r (ω−ωr)L′lr 0 (ω−ωr)LM 0
0 0 −(ω−ωr)L′lr r′r −(ω−ωr)LM 0 0
−RFe 0 −RFe 0 RFe ωLM 0
0 −RFe 0 −RFe ωLM RFe 0
0 0 0 0 −
(
3
2
)(
P
2
)
LMids
(
3
2
)(
P
2
)
LMiqs −D 2P

(122)
A resolução das equações de estado apresentadas segue os mesmos passos para a apre-
sentada na seção A.1.
A.3 REPRESENTAÇÃO POR ESPAÇO DE ESTADO PRA O MODELO COM PERDAS NO
FERRO EM PARALELO ÀS INDUTÂNCIA DE MAGNETIZAÇÃO E DISPERSSÃO
DO ESTATOR
Para o modelo elétrico do motor de indução onde a resistência de perdas no ferro RFe
é colocada logo após o resistor rs é semelhante ao modelo clássico, apresentado na seçãoA.1.
Para essa configuração, o modelo do motor é apresentado na Figura 52.
Para o modelo da Figura 52 pode-se aplicar o teorema de Thévenin para simplificar a
análise do circuito. O teorema de Thévenin é aplicado após a resistência de perdas no ferro,
para a resistência equivalente de Thévenin pode-se escrever a equação:
RTH =
RFe+ rs
RFers
. (123)
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ωφds Lls
LM
Llr
( - )r drω ω φ rr
iqr
vqr
rs
RFe
iqs
iqFe
i0qs
vqs
ωφqs Lls Llr
( - )r qrω ω φ rr
RFe
ids
idFe
i0ds
vds
rs
LM
idr
vdr
Figura 52: Modelo do motor de indução com perdas no ferro inseridas em paralelo a indutância
de dispersão do estator e de magnetização.
A resistência de Thévenin, apresentada na equação (123) é obtida pelo paralelo da resistência
do estator e da resistência de perdas no ferro. Para a tensão de Thévenin, pode-se escrever:
vTH =
vs
RFe+ rs
RFe, (124)
onde para o tensão de Thévenin no eixo q deve-se usar a tensão do estator vqs, o mesmo é válido
para a tensão de Thévenin no eixo d. Com as equações (123) e (124) pode-se obter um novo
circuito equivalente, apresentado na Figura 53.
Dessa forma, as equações do modelo apresentado na seção A.1 são válidas. Para isso
deve-se considerar que as tensões do estator são iguais as tensões de Thévenin, a resistência do
estator passa a ser igual a resistência de Thévenin e as correntes do estator são iguais a i0ds e
i0qs. A partir das correntes do estator obtidas através do circuito equivalente de Thévenin pode-
se obter as correntes de entrada iqs e idq. A equação para determinar as correntes de entrada é
dada por:
iqs =
RFei0qs+ vqs
rs+RFe
(125a)
ids =
RFei0ds+ vds
rs+RFe
(125b)
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ωφds Lls
LM
Llr
( - )r drω ω φ
iqr
vqr
RTH
i0qs
vqTH
ωφqs Lls Llr
( - )r qrω ω φ rr
i0ds
vds LM
idr
vdr
rr
RTH
Figura 53: Modelo do motor de indução aplicando o teorema de Thévenin.
a corrente que circula pelo resistor RFe será dada por:
iqFe = iqs− i0qs (126a)
idFe = ids− i0ds (126b)
Com as expressões da corrente de entrada e corrente no ferro pode-se determinar as perdas nas
respectivas resistências.
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